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Numerical Analysis of Two Phase Flow with Complex Gas-liquid Interface 
 
Kazuki Yoshimura 
 
Abstract 
 
Gas-liquid two phase flow is a complex flow due to gas-liquid interface deformation, which is an 
important phenomenon in the development of industrial products. As numerical analysis technology 
progresses, we can currently find many studies that use two-phase flow analysis to investigate industrial 
products. However, a combination of large analysis cost and low accuracy is usually a critical problem in 
using the two-phase flow analysis as a tool for product design examination. In this thesis, new gas-liquid 
two-phase flow analysis methods, which correspond to the respective problems of three industrial products, 
are proposed for solving this problem. The proposed analysis methods for each products are explained in 
Chapter 2 (refrigerant distributor for heat exchanger), Chapter 3 (multi-swirl injector for port fuel injection) 
and Chapter 4 (fuel injector for gasoline direct injection). 
   In Chapter 2, gas-liquid annular flow was simulated to predict the distribution ratio of a refrigerant 
distributor. The computational region was divided into two regions: a bend pipe and a distributor. The 
boundary condition of the bend pipe outlet was connected to the distributor inlet with the velocity and the 
liquid volume fraction. The velocity at the inlet of the distributor was uniform with that at the inlet of the 
bend pipe. The liquid volume fraction was modified to conserve the mass flow rate of the liquid, because 
the liquid film inside the bend pipe disappeared with numerical diffusion. We used the volume of fluid 
(VOF) method for the gas-liquid interface calculation. The results of numerical analysis include profiles of 
the flow field, distribution ratio, and quality. The modified analysis results exhibit a higher quantity of 
retained liquid film than the unmodified ones, meaning that the flow reproducibility was improved. 
Moreover, the numerical analysis results of the distribution ratio and quality were closer to our experimental 
measurements than those obtained by unmodified analysis. The accuracy of the calculation in the 
distribution ratio of liquid was within 4% of the computational error. These results demonstrate that the 
numerical analysis proposed in this study is an effective means of predicting the distribution of the 
distributor. 
   We have developed a multi-swirl injector, which shows fine atomization of fuel spray, for an automobile 
engine (a port fuel injection engine). In Chapter 3, spray interactions and flow field inside the nozzle were 
investigated for spray atomization by experimental observations and numerical simulations. First, the 
effects of the spray interactions on the spray atomization were investigated by optically measuring the spray 
patterns and the Sauter mean diameter (SMD) using laser diffraction. The spray patterns indicated that the 
sprays from each orifice interact under the orifices, and this interaction can be classified into two types: 
liquid-film collision and droplet collision. In the case of the liquid-film collision, the collided liquid films 
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are supposed to merge and then break up into larger droplets. In comparison, droplet collisions have a small 
effect on the value of the SMD in our experiments. Second, numerical simulations were conducted to 
investigate the flow field inside the orifices. The simulation results showed that a liquid film was formed 
along the side wall of the orifice, and the liquid film of the three orifices was thinner than that of the single 
orifice. From the experiments conducted above, a smaller SMD was measured in the case of three orifices 
with droplet collision. These facts imply that the droplet diameter is decreased in the case of the three 
orifices. Finally, we proposed a modified atomization model to calculate the mean droplet diameter of the 
hollow-cone spray from the film thickness and velocity at an orifice outlet. The film thickness and velocity 
were calculated by the internal nozzle flow simulation. Although the modified atomization model 
underestimates the SMD under the liquid-film collision condition, it agrees well with the measured SMD 
under the droplet collision condition. 
   Reduction of particulate matter (PM) in exhaust gas from automobile engines, especially for gasoline 
direct injection engines, is in high demand. Fuel stuck on the engine wall causes incomplete combustion, 
and generates a large amount of PM. To prevent this, the shape of the fuel injection spray must be controlled 
with precision. We focused on the valve offset of the injector as a factor influencing the spray shape. In 
Chapter 4, computational analysis was conducted to investigate the effects of the valve offset on inner 
nozzle flow and spray shape (spray direction and liquid penetration). The simulated spray behavior image, 
footprint, and liquid penetration agreed well with experimental results. From the inner nozzle flow 
simulation results with the valve offset, it was found that fuel tends to flow in the direction of the valve 
offset near a sac in the nozzle to provide the fuel to the holes. This flow was caused by the smaller flow 
path formed in the valve offset direction. From the spray simulation results, shifts in the spray direction of 
the plumes were caused by the flows near the sac. Some plumes were injected in the direction opposite to 
the valve offset. A larger drill angle of the holes located in the valve offset direction and a larger valve offset 
caused larger changes of spray directions. Furthermore, liquid penetration was investigated. We showed 
that the flow separation in the holes caused by the valve offset affects the velocity distribution at the hole 
outlet and results in changes of the penetration length when the drill angle is small. It was found that the 
valve offset causes the change in the inner nozzle flow and results in the change of the spray shape. We 
concluded that the correlation of nozzle geometry and valve offset is important for controlling the spray 
shape. 
The gas-liquid two-phase flow analyses described above have been successfully applied to the product 
development for the refrigerant distributor and the fuel injector, which suggests the proposed methods’ 
capabilities as development tools. Moreover, it is expected that these methods will be applied to other 
industrial products. 
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第１章 
緒論 
 
 
 
1.1 研究背景 
1.1.1 気液二相流について 
液相と気相が同時に存在する流れ場は一般に気液二相流と呼ばれている．気液二相流は気
相と液相の間で界面を形成しつつ，流れ場としてそれぞれの相が相互に影響し合うことで，
非常に複雑な流れ場を形成する．そのため，気液二相流では気液界面の空間的・時間的な分
布に応じた流動状態を，流動様式と呼ばれるいくつかの型に分類し，各流動様式の特性につ
いて議論されることが多い．図 1.1 は流動様式について説明する図である．垂直なアクリルパ
イプ内を流れる水と空気の気液二相流を撮影しており，流入させる液相の流量を固定し，気
相の流量を変化させている．流体における気相の比率（ボイド率）が増加するにつれ，各相
の相対速度が変化し，液相中に気泡が分散している「気泡流」から，砲弾型の気泡が生じる
「スラグ流」，スラグ流の気液界面が乱れて不規則な形状を成す「チャーン流」，「フロス流」
となっている．さらに気相の流量が増加すると，気相が管中央を流れ，液相は壁面に沿った
流れである「環状流」へと流動形態が変化している様子が分かる．図示はしていないが，さ
らにボイド率が増加した場合，壁面に形成された液膜表面の変形や気液の速度差によって生
じるせん断力により，液膜が微細な液滴に分裂する．そのため管壁面には液膜は形成されず，
管内の空気流に混じって微細な液滴が飛散する「噴霧流」となる． 
気液二相流は流動様式に加えて，流体の物性や周囲の状況に応じて，気液二相流特有の様々
な物理現象を伴う．以下にその例を示す． 
・各相の界面（気相と液相，液相と固体壁面，気相と固体壁面）に表面張力が働く．接触角
に応じた表面張力のつり合い（ヤングの式）により，気液界面の形状が決定される． 
・流れ場の条件（気相と液相の物性，温度条件，圧力条件）によっては，沸騰や凝縮，蒸
発，キャビテーションといった温度や圧力の変化に起因する相変化現象が生じる．この時，
場合によっては気相，液相，液相が相変化した蒸気相の，三相が同時に存在する流れ場とな
る． 
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・気泡や液滴の衝突，合体，分裂． 
・単相流と同様に，各相の速度やスケールに依存して乱流現象が生じる． 
上記例の物理現象は物理現象を支配する空間・時間スケールがそれぞれ異なる．これらの物
理現象が複数同時に発生すると，気液二相流はますます複雑な流れ場となる． 
以上のように気液二相流は非常に複雑な流れ場になることが多く，気液二相流を扱う研究
においては，想定される流動様式や物理現象を事前に想定し，適切な実験方法や計測手法，
数値解析手法を選択する必要がある．これら計測手法や数値解析手法そのものも，多くの研
究者によって精力的に研究されている．近年では複雑な気液二相流現象を高精度に測定，解
析できるようになってきており，気液二相流を伴う多くの工業製品の性能向上に貢献してい
る． 
 
 
 
 
 
Fig. 1.1 Flow form of gas-liquid two-phase flow in pipe (fluid: air/water).  
 
 
 
 
気泡流 スラグ流 チャーン流 フロス流 環状流
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1.1.2 気液二相流の数値解析手法 
複雑な気液二相流現象を解明し，活用するためのツールとして，Computational Fluid 
Dynamics (CFD)は非常に有用である．近年，CFDによる気液二相流の数値解析手法は飛躍的
な発展を遂げており，解析対象や流れ場に応じた様々な解析手法が提案されている．本項で
は代表的な気液二相流の解析手法について説明する．これらの使い分けとしては，解析対象
とする流動様式と，着目する物理現象の時間・空間スケールに応じて，最適な解析手法を選
択することになる． 
 
・ 平均化を伴う二相流解析モデル 
ここでは物理量の平均値を従属変数とした二相流解析モデルについて説明する．これ
は気液二相流の平均的な挙動を捉えるために用いられる手法であり，大きな空間スケー
ルの解析対象でも短い時間で計算することができる．その代わりに，気泡の変形挙動や
液膜の分裂などの気液界面の詳細な変形挙動を捉えることはできない．また，構成方程
式と呼ばれる経験，実験，理論に基づく相関式を用いて，壁面と流体の相互作用，流体間
の相互作用を考慮している．そのため，相関式で表現できる流動現象の範囲内に適用が
限られる．このモデルは，例えば工業用プラント等の設計や安全性評価など，気泡や液膜
の個々の変形挙動ではなく，流動場全体の挙動が必要な解析によく用いられている． 
   平均化した二相流解析モデルは，気相と液相を別個の流体として捉えるかどうかで，
気相と液相を混合した一つの流体とみなす混合流モデル（均質流モデル，スリップ流モ
デル，ドリフトフラックスモデル等）と，気相と液相を別個な流体として計算する二流
体モデルに分類できる．解析対象や見たい物理現象に応じて適切なモデルを選択する必
要がある[1][2]． 
 
・ 界面追跡法 
界面追跡法は，気液界面の挙動を捉えられるほど微小な時間・空間スケールで数値計
算を行うことで，より実現象に近い流れ場を再現することができる．そのため，流れ場の
詳細な現象を把握したい場合によく用いられる．界面追跡法の短所としては，界面現象
が再現できるほど十分計算メッシュを小さくする必要があるため，大規模な解析対象で
は非常に長い計算時間が必要になることである． 
   界面追跡法の例としては，Volume of Fluid (VOF) 法[3][4]，Level Set 法[5][6]，Multi-
interface Advection and Reconstruction Solver (MARS)[7]，Cubic Interpolated Propagation (CIP) 
法[8]等が挙げられる．中でも米国の Los Alamos 研究所で開発された SOLA-VOF法は，
流体の占有率(VOF, 流体率)と Navier - Stokes (NS) 方程式と連成して解く方法であり，現
在のところ自由界面を含む流れの解析手法として多くの成果を挙げている．しかしなが
ら，これらの方法では，数値計算時のエラー（数値拡散）によって気液界面が消失して
しまう問題がある．  
気液界面が消失している計算例を図 1.2に示す．図 1.2は，ガソリンエンジン用の燃料
インジェクタのノズル先端における燃料噴霧の挙動を長距離顕微鏡と CCD カメラを用
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いて撮影した画像と，実験と同じ噴射条件で VOF法を用いて計算した結果を比較したも
のである．解析結果では液相の体積分率が 0.5 (1が液相，0が気相を表す)の等値面を表
示している．開弁開始（インジェクタへの燃料供給開始）の時間を 0 ms としており，実
験では時間経過とともに噴霧が伸びていく様子が確認できる．一方で，解析結果ではメ
ッシュの解像度が不十分なため，気液界面が消失し，ある程度の長さ(0.35 ms の図を参
照)までしか噴霧が伸びる様子が再現できていない．図中の矢印は実験の噴霧の到達距離
を示している．このように，解析条件によっては気液界面が消失してしまい，物理現象を
正しく表現できないことがある． 
 
 
 
 
Fig.. 1.2 Comparison of measured and simulated fuel distribution near injector tip[9]. 
 
 
・ Lagrange 法 
Lagrange 法は，気泡や液滴を粒子で仮定し，Lagrange 座標を使用して各粒子の挙動を
個別に計算する手法である．Lagrange 法に対して，上記で説明した平均化を伴う二相流
モデルや，界面追跡法などの連続相の解析は Euler 法と呼ばれる．気液二相流においては，
噴霧流を対象に，分散相（液滴）を粒子として扱い，もう一方の相（気相や蒸気相）は連
続相として，各相の相互の影響を考慮しながら計算されることが多い．特徴としては，界
面追跡法とは異なり，気液界面の位置は粒子の存在で定義されるために，数値拡散の影
響を受けないこと，粒子間の分裂や合体，壁面への衝突，粒子間の相互作用など，実際の
現象に沿ったモデルを組み込むことが比較的容易であることが挙げられる．一方で，粒
子形状は球形が前提であることや，粒子数に依存して解析コストが高くなる点は注意が
必要である． 
   Lagrange 法の例としては，例えば噴霧流の解析でよく利用される Discrete Droplet Model 
(DDM)がある[10]．DDM は噴霧中のある粒径の液滴群を一つの固体粒子とみなし，気相
中に分散した粒子の運動方程式を解くことで，少ない粒子数で噴霧中の液滴の挙動を計
算する手法である．関連して，噴霧中の液滴の分裂（微粒化）に関するモデルも多く提
Spray 
image
Iso surface 
( = 0.5)
Time 0.35 ms0.33 ms 0.37 ms 0.39 ms0.31 ms
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案されており（例えば，KH-RT モデル[11]や TABモデル[12]など），これらを組み合わせ
ることで噴霧流の高精度な数値解析が可能となる． 
 
 
1.1.3 気液二相流の数値解析に関する研究 
本項では気液二相流の数値解析に関する近年の研究例や，工業製品の研究開発例をいくつ
か紹介する． 
湊らは従来の二流体モデルに対してボイド率の輸送計算を取り入れ，界面追跡を可能にし
た拡張二流体モデルを提案している[13]．計算格子より十分大きい界面は界面追跡し，計算格
子より小さい界面構造は従来の二流体モデルと同様に計算することで，二相流モデルの課題
である構成方程式への依存を少なくしており，原子力分野における大規模実証試験の代替と
して拡張二流体モデルが活用可能であることを示している． 
功刀は VOF 法の課題である界面勾配輸送の不完全性を，液相体積分率の輸送の際に界面勾
配を考慮することで改善した MARSを提案しており，VOF法では再現できない気泡の合体を
再現可能とし[7][14]，多くの有用な成果を挙げている[15]． 
 気液二相流の解析手法の一つとして，Lagrange法の一種である粒子法の研究が盛んである．
代表的な粒子法としては，Lucy, Gingold and Monaghan による Smoothed Particle Hydrodynamics 
method (SPH法)[16][17]と，KoshizukaらによるMoving Particle Semi-implicit method (MPS法)[18]
の二つが挙げられる．SPH法は圧縮性流れ，MPS法は非圧縮性流れの計算手法として提案さ
れている．粒子法では界面追跡法の欠点である数値拡散による気液界面の消失がなく，変形
の大きい気液界面を有する流れの計算において大きな効果を発揮する．粒子法を用いて複雑
な流動現象を解析した一例として，関根らはキャビテーションモデルを組み込んだMPS法を
用いて噴霧解析を実施し，キャビテーションの影響による噴霧形状の変化が，実験結果と良
く一致する結果を得ている[19][20]．SPH法は宇宙物理学，MPS法は特に原子力の分野から発
展したが，近年の解析手法の発展により，他の分野においても大きな成果を挙げている． 
 上述の粒子法では気液界面での液膜消失はないが，解析モデルの規模が大きい場合でも粒
子を均等に配置する必要があり，大幅に粒子数および計算時間が増加することが課題である．
この課題に対して石井らは界面追跡法である CIP 法と粒子法である MPS 法のハイブリッド
解析手法を開発している．これは複雑な気液界面を伴う局所的な流れ場においてMPSと CIP
を連成させて計算することで，計算コストを抑えつつ，CIP 法のみでは困難な小スケールの
現象まで計算することを可能としている．これにより，複雑な気液界面現象を伴う自動車用
インジェクタの噴霧流れや熱交換器内流れの詳細な検討を実施している[21][22][23]． 
 流体を仮想的な粒子の集合体とみなし，各粒子の衝突と並進について速度分布関数を用い
て計算する手法である Lattice Boltzmann Method (LBM, 格子ボルツマン法)[24]は，並列計算の
効率の良さから，近年注目を集めている[25][26]．LBM による気液二相流解析の特徴は，界面
形状の時間変化を追跡する必要がなく，流量保存性に優れていることである．解析手法も複
数提案されており，今後のさらなる発展が期待される[27]． 
材料組織形成の過程や高分子液膜の形成等，主に材料開発の分野のメゾスケールのシミュ
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レーションで活用されている Phase-Field Model も気液二相流の解析手法である[28]．高田ら
は Phase-Field Model と二相流 LBM を組み合わせて，水-空気のような高密度比の気液二相流
を解析する手法を提案している[29]． 
 
 以上のように気液二相流の解析手法は年々進歩しており，現在も多くの新しい解析手法が
研究されている．さらに近年の計算機能力の向上に伴い，アプリケーションとして気液二相
流解析を工業製品の設計や研究開発に活用する例が増加している．特に気液界面における流
動が重要となる工業製品は多く，そのような場合は界面追跡法が活用されている．ここでは
気液二相流解析の手法として界面追跡法を用いた研究開発の例を紹介する． 
松田らは熱交換器の伝熱性能向上を目的に，二相流解析を用いて，微細流路内の液膜厚さ
が沸騰伝熱特性に及ぼす影響を検討している[30]．管内に形成される液膜厚さを解析により計
算し，既存の整理式と組み合わせることで，相変化現象を直接計算せずに液膜厚さを考慮し
た熱伝達率を予測する手法を提案している． 
Shi らはディーゼルエンジン用のインジェクタ先端のノズル形状が噴霧の微粒化に及ぼす
影響について，VOF-LES (Large Eddy Simulation)法を用いて検討している[31]．噴孔内への偏
った流れ込みによって渦や局所的な不安定性が生じ，これらが噴霧形成に与える影響につい
て明らかにしている．さらに Shi らは液滴の一次分裂を計算するために VOF-Level Set LES法
を使用しており，LES でも液滴の分裂まで計算する場合には気液界面の拡散が課題となって
いることが推測される． 
Duke らは実際のインジェクタ先端のノズル構造を X 線撮影により形状測定し，それをも
とに解析メッシュを作成することで，加工誤差を考慮したより現実に近い流れ場の検討を実
施している[32]．解析結果から，実機試験において噴霧の質量中心がずれる原因がインジェク
タ内部の流れ場にあることを明らかにしている．Duke らは実測と解析を合わせて流れ場の検
討を実施することで，複雑な現象の考察を可能としている． 
Hellmann らは気相，液相，蒸気相の三相流解析と遺伝的アルゴリズムによる最適化手法を
用いて，インジェクタのノズル先端の噴孔形状と噴孔下流の拡大部形状(Counter bore)の最適
化を実施している[33]．結果として，250000 CPU hoursの計算により十分改善された設計が得
られたとしている．1 ケースあたりの解析コストが大きい界面追跡法を用いた多目的最適化
は困難であったが，現実的な設計ツールとして活用され始めていることが分かる． 
Zeoli らは液体金属を高速な不活性ガス(Ar)のジェットを用いて粉砕することで金属粉末を
製造する装置であるガスアトマイザのノズル近傍における二相流解析を実施し，金属粉末の
微粒化に最適なガスノズル構造について議論している[34]．本研究例が示すように，近年の数
値解析手法の発展により，液相と気相の密度差が非常に大きい液体金属(密度差 3000 ~ 8000
程度)に対しても実用的な解析が可能となってきている．同じく Zeoli らの文献[35][36]では，
解析により粉末の微粒化まで議論されている．その際，界面追跡法ではなく Lagrange 法を用
いて粉末の二次分裂を計算している．一方で一次分裂は計算では考慮しておらず，実験結果
をベースに初期の粒径値を決めている．一次分裂は気相と液相の複雑な流れにより決まるも
のであり，最終的な粒径分布への影響も大きい．液体金属に最適な分裂モデルの確立含め，
今後さらなる検討が期待される． 
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石川らは産業用のインクジェットプリンタにおいて印字の品質に関わるインクの液柱が液
滴へ分裂する解析を，VOF 法を用いて実施しており[37]，液柱の分裂長さがノズル出口にお
けるインクの速度と相関があることを明らかにしている．また液滴への分裂は液柱の不安定
性に起因するものであり，液滴の分裂計算には離散化スキームの高精度化が重要であると述
べている． 
上記の研究例も含め，界面追跡法を用いた研究開発では，製品のサイズに対して見たい現
象のスケールが小さいために，解析コストとの兼ね合いにより解析範囲を限定する，形状を
簡易化する，使用する物理モデルを限定するなどして解析しているものが多く見られる．し
かしながら，近年の解析技術に対する産業界の強いニーズとして，より大きな系を評価する
解析手法や，製品全体のシステムを最適化するための解析技術がある．例えば自動車のガソ
リン直噴エンジンを例に挙げると，インジェクタ内部のソレノイドコイルへの通電による弁
挙動の制御から，弁挙動を含めたインジェクタ内の燃料流れ，エンジン筒内への燃料噴霧，
バルブ・ピストンの挙動とガス流れおよび燃焼，さらに排気ガスの処理と，多くのコンポー
ネントが相互に影響している．コンポーネントごとの最適解の組み合わせは，必ずしもシス
テム全体の最適解にはならない．ここで例に挙げたガソリン直噴エンジンの場合，弁挙動と
流体力の相互作用を考慮したインジェクタ内部の燃料流れ，およびエンジン筒内への噴霧と
燃料の気化（または燃料の壁面付着）までが気液二相流が関係する範囲であり，噴霧生成か
らエンジン内部燃焼までの最適解を得るには，これらの相互作用を考慮する必要がある．し
かしながら，筆者の知る限りでは，自動車用のエンジンにおいて上記を実施した研究は見当
たらない．製品寸法や現象スケールが大きく異なる場合，流れ場全体を 3 次元流体解析のみ
で評価するには解析コストが非常に大きく，製品開発での活用が困難であることが理由とし
て推察される．このような課題に対して，近年ではマルチフィデリティ全体統合解析という
手法が野中らにより提案されている[38]．これはフィデリティ（物理現象を再現する忠実度・
詳細度）の異なる解析手法，例えば 1 次元の解析モデルや，3次元の流体解析を組み合わせる
ことで，システム全体の挙動とコンポーネントの挙動を関連付けて評価する手法である．異
なるフィデリティの解析手法を組み合わせて解析をするという考え方は，システム全体のみ
でなく，単一のコンポーネント内においても，必要な範囲のみ高フィデリティ解析とするこ
とで，解析コストを低減することが可能であると言える． 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 8 
1.1.4 界面追跡法の課題 
本研究の主な気液二相流の解析手法には，界面追跡法の VOF 法を用いている．VOF 法は
広く使用されている代表的な気液二相流の解析手法であり，様々な汎用ソフトに組み込まれ
ている手法であるが，複雑な界面挙動を伴う流れ場では，数値拡散による気液界面の消失が
問題となる．この問題の対処方法としては以下に示すものが挙げられる． 
 
① 気液界面でなるべく細かいメッシュを用いる．これにより薄い膜や液滴が発生した場合
も十分に解像できるため，気液界面の消失を低減できる．デメリットとして，セル数が増
加し，時間刻みも小さくする必要があるため，解析コストは増加する．気液界面の近傍の
みメッシュを細かくすることができるメッシュ生成手法である Adaptive Mesh Refinement 
(AMR)[39] [40]も提案されている．図 1.3はダムブレイクの二次元解析を異なるセル数の
メッシュで実施した結果であり，液相の流体率（体積分率）の分布を示している．セルサ
イズは気液界面の位置によらず一様に変化させている．セル数は図 1.3 (b)が(a)の 9 倍程
度だが，(a)では気液界面や波の先端において液相の体積分率が拡散しているのに対し，
(b)ではより鮮明に界面を再現できている様子が確認できる． 
 
② セル内の気液界面の勾配を考慮して流体率の移流方程式を解く(VOF 法では気液界面の
勾配を考慮していないため，気液界面が拡散しやすい )．Piecewise Linear Interface 
Calculation (PLIC)[41]やMARSなどがある．課題として，非構造格子への適用が難しいこ
とが挙げられる． 
 
③ 気液界面を区別するためのスカラー値の移流方程式を工夫する．例えば，高精度スキー
ム(High-Resolution Scheme)と気液界面の厚みを圧縮して界面の拡散を抑制するスキーム
(Compressive Scheme)を組み合わせて流体率を計算することで，気液界面の拡散を低減す
る High-Resolution Interface-Capturing scheme (HRIC)[42]や，気液界面からの距離関数(Level 
set 関数)の移流計算を行い，移流計算後に Level set 関数の再初期化を行うことで鮮明な
界面を維持する Level set 法がある．（Level set 法は体積保存が崩れる問題が知られてお
り，VOF 法と Level set法を組み合わせることで体積保存しつつ高精度に気液界面形状の
計算する CLSVOF 法が提案されている[43]．） 
 
④ 気液界面を数理的な処理により補正する．この方法では詳細解析で得られた情報をいか
に失わずに活用するかが重要となる．解析結果に対する後処理として適用できるため，
計算コードを修正する必要がなく，コードを修正することが難しい汎用の流体解析ソフ
トへの適用が容易であり，解析コストも小さい場合が多い．ただし，物理的ではない処理
であるため，物理量の保存や，補正の妥当性について十分議論する必要がある． 
 
⑤ Lagrange 法を用いる．Lagrange 法は適用の可否の判断や，解析の不安定性など，使いこ
なしにある程度の経験が必要であるが，気液界面の数値拡散なしに解析可能である．
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Lagrange 法の解析例として，図 1.4は石井らにより開発された CIP法と MPS法のカップ
リング計算を用いてダムブレイクを計算した例である．気液界面のみに粒子を発生させ
ることで，少ないメッシュと粒子数で波の飛沫まで計算可能であることが分かる． 
 
⑥ 実験による測定データ，理論式，実験式，1DCAE (One-dimensional Computer-Aided 
Engineering)と連携する．CFDは詳細な計算が必要な範囲のみに限定し，過度な気液界面
の消失を低減する．前述のマルチフィデリティ解析の考え方と同じである． 
 
①はすでに述べたように，解析コストとのトレードオフとなる．②や③は解析手法として確
立されており，汎用の流体解析ソフトに組み込まれていることも多く，そちらを利用するこ
とで適用可能である．一方で，筆者の経験では，これらの手法を適用した場合でも，複雑な
気液界面を伴う流れ場ではメッシュの影響が大きく，結局は細かいメッシュを要するために
解析コストは大きくなってしまう．そこで本研究では，気液界面の消失問題への対処による
解析精度の向上と，製品開発に活用するための解析コストの低減を両立させるという課題に
対し，④，⑤，⑥の考え方に着目した解析手法について検討した．従来の VOF 法に加えて，
境界条件の設定方法の工夫や，マルチフィデリティ解析を利用した，新しい気液二相流の解
析手法を提案する． 
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(a) 2268 cells     (b) 20412 cells 
 
Fig. 1.3 Influences of the number of cells on gas-liquid interface (dam-break simulation using VOF 
method).  
 
 
 
  
(a) Particle/grid hybrid method      (b) CIP method (60000 cells) 
(4608 cells and 2000 ~ 3000 parcels) 
 
Fig. 1.4 Dam-break simulation using particle/grid hybrid method.  
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1.2 研究目的 
本研究では，製品開発において気液二相流解析をより一層活用していくため，低い解析コ
ストで，流れ場の現象を高精度に予測するための気液二相流解析手法を構築することを目的
としている．製品開発においては，パラメータサーベイ等により解析ケース数が多いことか
ら低い解析コスト，かつ安定で高精度に計算できる手法が求められる．そこで，本研究では
工業製品の課題に応じて高精度化かつ低コスト化した気液二相流の解析手法を提案した．提
案した解析手法の検証，および流れ場の検討と性能評価を実施し，提案した解析手法が実際
の工業製品の研究開発において有用であるかを検討した． 
 
 
 
1.3 本論文の構成 
本論文では，複数の工業製品（熱交換機用の冷媒分配器，ポート噴射エンジン用の燃料イ
ンジェクタである多孔スワールインジェクタ，ガソリン直噴エンジン用インジェクタ）に対
して，各製品特有の課題を考慮した新しい気液二相流解析手法および解析モデルを提案して
いる．さらに，提案した解析手法や解析モデルを用いて各製品の評価を実施している．以下
に本論文の構成を示す． 
第２章では熱交換器用の冷媒分配器を対象に，冷媒分配器の分配特性を把握するための解
析手法を提案している．提案した解析手法は解析対象を分割し，モデル間の境界条件の補間
と，数理的に液膜補正を実施するものである．解析手法を検証するため，上流に曲がり管を
持つ T 字型の冷媒分配器の内部流動の様子と分配特性について，解析結果を水-空気実験と比
較した結果について述べる．また，上流の曲がり管設置角度が分配特性に及ぼす影響につい
て述べる． 
第３章では新しいタイプのポート噴射エンジン用インジェクタである，多孔スワールイン
ジェクタを対象とし，多孔スワールインジェクタ特有の燃料噴霧の微粒化現象を，実験と解
析を用いて解明している．そこで得られた知見をもとに，既存の粒径予測式を修正し，数値
解析と修正した粒径予測式の組み合わせによる粒径算出手法を提案する．さらに，提案手法
による算出粒径と実測結果の比較による提案手法の検証結果について述べる． 
第４章ではガソリン直噴エンジン用インジェクタを対象に，VOF法と Lagrange 法を組み合
わせることで，弁挙動を考慮したインジェクタの内部流動から噴霧流まで一貫して解析する
手法について提案する．本手法を用いて，インジェクタ開発において課題となっている弁偏
心が噴霧形状に影響を及ぼすメカニズムを解明している． 
第５章ではそれぞれの章の結論を再度述べた後，本研究の結論を述べる． 
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第２章 
熱交換器用冷媒分配器への二相流解析の
適用 
 
 
 
2.1 緒言 
近年，空調機の熱交換器性能向上のために，室外機・室内機共に，冷媒伝熱管の細径化・多
パス化が進んでいる．細径化は単位体積当たりの伝熱面積増加による熱交換器性能向上を，
多パス化は冷媒伝熱管内の圧力損失低減を目的としている．細径化・多パス化の大きな課題
として，冷媒分配がある[1]．冷媒分配のバラつきは熱交換器性能の低下要因となるため，分
配器の開発には分配特性の把握が重要である．冷媒や水-空気を用いた実験による分配特性の
検討は多く行われているが[1][2][3]，三次元的な流動形態の詳細な把握は難しく，分配特性を
明らかにするために Computational Fluid Dynamics (CFD)を用いた気液二相流動の解析が求め
られている． 
図 2.1 に上流に曲がり管を持つ分配器の例を示す．図のような T 字型の分配器内の流れは
複雑な二相流動であり，分配に影響を与える上流の管形状を含めた解析が必要である．これ
は近年の CFD の進歩と計算機性能の向上によって徐々に可能となってきている[4][5]．本研
究は CFD を上流配管を含む分配器形状へ適用し，分配器の分配特性把握，さらに分配器設計
に活用するための解析手法を開発することを目的としている． 
本研究ではVolume of Fluid (VOF)法[6][7]を用いて気液二相流の自由界面を計算しているが，
第 1 章で述べたように，数値計算上の誤差（数値拡散）で液相の体積分率が減衰するという
課題がある[8]．これによって見かけ上液相が消失し，気相のせん断応力の影響が大きくなる
ため，実際の流れ場現象と乖離が生じてしまう．結果として分配器を解析しても正しい分配
特性が得られない．図 2.2 は筆者の曲がり管内の環状流の計算において液膜の一部が消失し
た例である．図中のは曲がり管断面における液相の体積分率（0 が気相，1 が液相），Δdは
流入境界を基準とした各断面の液相の消失割合を表しており，管壁面に沿って流れている液
膜が次第に消えていることが分かる．液膜の消失を防ぐためには，液膜の厚さに対して十分
な解像度のメッシュが必要だが，産業上実用可能な時間・計算機環境では難しい．例えばセ
ル数が約 94 万のメッシュを用いて解析した図 2.2 において，セル一辺のサイズを 1/3 にする
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とセル数は 2538 万まで増加し，さらに時間刻み幅も小さくする必要があるため，計算コスト
が非常に大きくなってしまう． 
以上のように，分配器とその上流・下流配管形状を含めた全領域を，数値拡散が十分小さ
くなるまでのメッシュ解像度で一括して計算することは産業利用上，困難である．よって計
算環境（メモリ，CPU 性能，利用可能な並列数等）が整っていない条件下でも，十分な精度
と短い計算時間で解析できる手法が必要とされる．そこで本研究では計算コスト低減のため
に解析モデルを分割する手法を考案した． 
 まず不十分なメッシュ解像度による液膜の消失を低減するため，分配器上流配管（曲がり
管）解析結果の液膜分布を補正し，分配器の流入境界として与えた．さらにモデルを分割し
ているので，例えば分配器上流配管の解析結果を別の解析に流用することで分配器下流のみ
の解析で済むため，パラメータサーベイ時の計算時間を削減できる．また，形状検討時は全
体のメッシュを作成し直す必要がなく，形状変更箇所のモデル交換によってメッシュ生成の
手間も必要最小限となる． 
本研究では上流配管として曲がり管を備えた T 字型の分配器を解析モデルとし，曲がり管
と分配器にモデルを分割した．数値計算ではモデル分割と液膜修正の有無，曲がり管と分配
器の設置角度変更による分配比率への影響を検討した．また水-空気実験の結果と比較するこ
とで，解析手法の妥当性を検証した． 
 
 
 
 
Fig. 2.1 Bend pipe and distributor.  
 
 
 
Bend pipe
Distributor
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Fig. 2.2 Volume fraction disappearance due to the numerical error. (fluid: air/water, 940,000 cells)  
 
 
 
2.2 解析手法 
2.2.1 解析手法 
本研究では汎用流体解析ソフトである STAR–CD (v4.06)[9]を用い，VOF 法による三次元の
非定常気液二相流解析を行った．離散化スキームとして，質量保存式は二次精度中心差分法，
運動量方程式の対流項は一次精度風上差分法，粘性項は二次精度中心差分法，体積分率の輸
送方程式は High-Resolution Interface-Capturing scheme (HRIC)[10]を用いた．時間項はオイラー
陰解法を用いた．表面張力モデルは Continuum Surface Force (CSF)モデル[11]を用いた． 
計算環境は日立製 SR16000 (CPU:POWER7+ 3.3GHz) の 8 並列計算（曲がり管のみ，曲がり
管と分配器一体モデル）と 4 並列計算（分配器のみ）である． 
 
 
2.2.2 VOF 法による自由界面計算 
本研究では気液二相流を計算するため，代表的な気液界面挙動解析手法の一つである VOF
法を用いている．気液二相流動場を支配する質量保存式と運動量保存式は次式で表される． 
Δd : 10%
Gas
Inlet
Outlet
Liquid
Δd : 27%
Δd : 41%
g
1.0 (liquid)
0.0  (gas)

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 ∇ ∙ 𝒖 = 0 (2-1) 
 𝜌
𝜕𝒖
𝜕𝑡
+ 𝜌∇ ∙ (𝒖 ⊗ 𝒖) = −∇𝑃 + 𝜇∇2𝒖 + 𝜌𝒈 + 𝑭 (2-2) 
 
ここでは気液混合の密度，P は気液混合の圧力，gは重力加速度，は気液混合の粘性係数で
ある．uはデカルト座標系における各方向の気液混合の速度，Fは表面張力等の任意の体積力
である．は次式より定義する． 
 
 𝜌 = (1 − 𝛼)𝜌g + 𝛼𝜌l (2-3) 
 
添え字 g, l はそれぞれ気相と液相を示している．は次式より定義する． 
 
 𝜇 = (1 − 𝛼)𝜇g + 𝛼𝜇l (2-4) 
 
式(2-2)の体積力 Fにおいて CSF モデルを用いた表面張力を考慮し，次式で与える． 
 
 𝑭 = 𝜎l𝜅∇𝛼 (2-5) 
 𝜅 = ∇ ∙ (
∇𝛼
|∇𝛼|
) (2-6) 
 
lは表面張力係数，は曲率である．は液体の体積分率を表しており，次式で定義される． 
 
 𝛼 =
𝑉l
𝑉
 (2-7) 
 
Vlは検査体積 V のうち，液体が占める体積である．VOF 法では次式で表すの輸送方程式を
解くことで，各計算セルにおける気相と液相の体積割合を計算する． 
 
 
𝜕𝛼
𝜕𝑡
+ (𝒖 ∙ ∇)𝛼 = 0 (2-8) 
 
式(2-8)においては局所的・瞬間的な液体の体積比を意味し，液体の領域に含まれる計算セル
では 1，気体の領域に含まれる計算セルでは 0 となる．界面を含む計算セルでは，含まれる気
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液体積の比率に従って 0 と 1 の間の値となる．一般的には 0.5 が気液界面として扱われ，本
研究でも体積比率 0.5 を気液界面とした． 
 
 
 
2.3 液相分布補正手法 
2.3.1 補正方法の検討 
液膜の消失を補正する手法として，例えば Level-Set 法[12]のように時間ステップごとに随
時液膜を補正する手法がある．しかし，解析コード内に組み込む必要がある補正手法は，汎
用ソフトへの適用が容易ではないことが課題として挙げられる． 
そこで本研究では，汎用ソフトでも容易に液膜補正を可能にするために，解析モデルを分
割し，分割したモデルの流入境界で液膜を補正する方法を採用した．本手法では解析モデル
を分割して解析するため，分割した各領域の流れ場に最適なメッシュが作成可能である．さ
らに，分配器や管形状のパラメータサーベイを実施する際には，検討する解析領域より上流
の解析領域の再計算は不要であるという利点がある．これらにより，解析コストを低減可能
である． 
液膜補正を行う際には，液膜分布，流量，速度分布，密度分布，温度分布，相変化の影響，
流入境界の非定常性を，どこまで考慮するか検討する必要がある．本研究では補正手法開発
の第 1 ステップとして，分配比率への影響が大きいと予想される液膜分布と流量の補正に着
目し，その補正方法の検討を行った． 
 
 
2.3.2 解析結果の受け渡し 
分割した各解析モデル（曲がり管と分配器）の流入・流出境界間では，それぞれのメッシ
ュのセル中心座標が一致するとは限らないので，座標系で異なる定義点上の物理量を，受け
渡す側（曲がり管の出口境界：以下“曲がり管側”とする）から受け渡される側（分配器の入口
境界：以下“分配器側”とする）へ内挿する必要がある．そのため本研究では式(2-9)に示す重み
関数を用いた． 
まず分配器側のセル中心点から最も近い曲がり管側のセル中心点を求める．これらの点間
距離（モデル間の最短セル間距離）の 1.2 倍を reとする．本研究では，分配器側のセル中心か
ら，複数の曲がり管側のセル中心の距離が，re以下となるように倍数を決定した．図 2.3 に示
すように，分配器側のセル中心点から距離 re 内に存在する曲がり管側のセル中心の物理量を
用いて，分配器側のセル中心点に内挿を行う．この時，次式に示す重み関数 w(ri,j)を用いる． 
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 𝑤(𝑟i,j) = {
𝑟e
𝑟i,j
− 1 (𝑟i,j ≤ 𝑟e)
0     (𝑟i,j > 𝑟e)
 (2-9) 
 
ri,j は内挿される分配器側のセル中心点と曲がり管側のセル中心点間の距離である．ここで添
え字 i は曲がり管側のセル番号，j は分配器側のセル番号を意味する．本研究では ri,j = 0 を回
避するため，図 2.3 の左図のように，曲がり管の出口境界と分配器の入口境界が座標系で同一
平面上にならないようにした．w(ri,j)を用いて分配器側のセル中心での各物理量 Sj（速度，液
体の体積分率）を次式で与える．siは曲がり管側のセル中心での各物理量である． 
 
 𝑆j =
∑ 𝑠i𝑤(𝑟i,j)i
∑ 𝑤i (𝑟i,j)
 (2-10) 
 
 
 
 
Fig. 2.3 Interpolation of the physical quantity. 
 
 
2.3.3 曲がり管と冷媒分配器の設置角度変更 
本研究では，図 2.4 に示す曲がり管の設置角度を変えることで分配器の分配比率変化に対
する計算精度を確認している（2.5.2 項で示す）．全領域を一つのモデルで解析する場合，設置
角度 β の変更によって毎回のメッシュ生成と計算が必要となる．本研究で提案している液膜
分布補正方法では，分配器が上流の曲がり管へ与える影響は小さいと仮定し，解析モデルを
曲がり管と分配器の二つに分割する．これにより三角関数を用いて曲がり管出口境界の座標
値を回転させた後，分配器の流入境界として与えることができる．よってメッシュ生成と曲
がり管の解析をし直すことなく，分配器と曲がり管の成す角度を任意に変化させることが可
能である．本手法によって，全体解析を数ケース行う場合に比べて，曲がり管の計算１ケー
Bend pipe cell (i)
Interpolated  
distributor cell (j)
er ji,r
Distributor
Bend pipe
ji,r
er
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スに加えて分配器の解析数（形状変更や設置角度変更）で計算が済むため，計算時間が大き
く削減できる．さらに一括で計算するよりも，分割したモデルの各計算でのメッシュ数は少
ないため，必要計算機スペックが抑えられる． 
本研究では曲がり管中心軸に垂直な X-Z 平面に曲がり管側と分配器側の境界平面があるた
め，式(2-11)によって座標値の回転を行い設置角度の変更を行った． 
 
 
 (𝑋′
𝑍′
) = (
cos𝜃 −sin𝜃
sin𝜃 cos𝜃
) (
𝑋
𝑍
) (2-11) 
 
X '，Z ' は X，Z の回転後の座標値，θ は回転角度である． 
 
 
 
 
Fig. 2.4 Variable angle of bend pipe and distributor. 
 
 
2.3.4 液膜補正 
本研究で用いた液膜分布の補正方法について説明する．図 2.2 に示したように，曲がり管の
解析では数値拡散により液相の一部が消失している．水-空気による可視化実験によりおおよ
その液膜厚さは測定できるが，任意の配管断面での液膜の偏り方向や偏り量を測定すること
は困難であり，解析への反映は難しい．そこで本研究では曲がり管側の解析結果をもとに，
分配器側で液膜の偏りと液膜分布の補正処理を行った．その際，分配器側の液膜分布は曲が
り管の流入境界と同じ流量と液相面積を持つ環状流であると仮定した． 
曲がり管から分配器への解析結果の受け渡しは 2.3.2 項で述べた手法を用いた．その後，分
配器側の入り口境界中心を原点とし，式(2-12)を用いて液膜の偏り方向を表すベクトル?⃗? を求
める． 
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 ?⃗? = ∑
𝑟j ⃗
|𝑟j ⃗|
∙ 𝛼j ∙ 𝐴j
j
 (2-12) 
 
𝑟j ⃗は各セル中心の位置ベクトル，jは液相の体積分率，Ajは流入境界のセル面積である．添え
字 j はセル番号を表している．図 2.5 (a) の点線のように偏り方向の垂直方向に流入境界を２
分割した後，液膜の占める面積を求める．まず２分割した流入境界のどちら側に各セルが属
しているかを次式により判別する． 
 
 𝑑j = 𝑟j ⃗ ∙ ?⃗?  (2-13) 
 
dj ≥ 0 は液相の占める面積が大きい側，dj < 0 は液相の占める面積が小さい側である．これよ
り，図 2.5 (a)に示す各面積 Aa（右側斜線部），Ab（左側斜線部）は次式より求められる． 
 
 𝐴a = ∑ 𝛼j ∙ 𝐴j
𝑑j≥0
 (2-14) 
 𝐴b = ∑ 𝛼j ∙ 𝐴j
𝑑j<0
 (2-15) 
 
図 2.5 (b) のように，中心の異なる二つの円に挟まれた部分の面積 Ac(斜線部)は幾何学的に式
(16)，(17)で表される． 
 
 𝐴c =
𝜋𝑟l
2
2
− 𝛾𝑟g
2 + 𝜀√𝑟g
2 − 𝜀2 (2-16) 
 𝛾 = arccos (
𝜀
𝑟g
) (2-17) 
 
ここで rgは気相の占める円の半径であり，本研究では曲がり管の流入条件での値と同じとし
た．rlは管径（液相の外径）である．は図 2.5 (b)に示すように与える．ε は気相の占める円と
円管（流入境界）の中心間の距離である．以上より式(2-14) - (2-17)を用いて，次式が成り立
つ． 
 
 
𝐴1
𝐴1 + 𝐴2
=
𝐵1
𝜋(𝑟2
2 − 𝑟1
2)
 (2-18) 
 
これを整理すると， 
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 𝑟g
2 {arccos (
𝜀
𝑟g
)} − 𝜀√𝑟g
2 − 𝜀2 = 𝑐𝑜𝑛𝑠𝑡 (2-19) 
 
となる．に初期値を与え，式(2-19)が近似的に成り立つまで反復計算を行うことでは求めら
れる．以上より，?⃗? とから気相が占める円の中心座標が定まり，流入境界の液膜の偏心を与
えることができる．  
図 2.6 の左側に液膜の補正前，右側に補正後の体積分率の分布を示す．補正前の液膜分布
は液膜の薄い部分が数値拡散によって消失している．これに対して液膜を補正することで，
右図のように液膜の偏りを持つ環状流となる．境界条件として，質量流量と気相が成す円の
半径，気液の流入速度は任意に与えることができる．本研究では，流入速度の分布は気液界
面で不連続で与えた． 
 
 
(a)     (b) 
 
Fig. 2.5 Variable angle of bend pipe and distributor. 
 
 
 
Fig. 2.6 Volume fraction profile in inlet boundary of distributor. 
Unmodified Modified
Bend pipe
Distributor
1.0 (liquid)
0.0  (gas)

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2.4 解析条件 
表 2.1, 表 2.2 に解析条件を示す．本研究では実験との比較検証のために水と空気からなる
二相流を扱った．表 2.2 に示す流量，乾き度は次章で示す水-空気実験と同条件である． 
まず分配器上流の曲がり管の数値解析を行った．その際，表 2.2 の条件において，世古口[13]
による鉛直上昇の流動様式線図から流れ場は環状流となることを確認した．環状流の液膜厚
さは水-空気実験の可視化結果の画像データを用いて測定した値とした． 
曲がり管の解析結果に対して，流出境界の各セルでの液相の体積分率の時間平均値をj と
し，2.3.4 項に示した式(2-12), (2-14), (2-15)を用いて液膜分布の補正を行い，分配器の流入条件
として与えた．ここで，液膜補正後の分配器の流入流量と流入速度は表 2 の値を用いた．曲
がり管，分配器共に出口境界条件は静圧一定とし，管壁面は滑りなし条件とした． 
 
 
Table 2.1 Physical properties of fluids 
 
 

[kg/m3] 

[Pa･s] 

[N/m] 
cont 
[deg.] 
Air 1.21 1.83×10-5 － － 
Water 998.2 1.00×10-3 7.27×10-2 40 
 
 
Table 2.2 Boundary conditions 
 
 Q [m3/s] uinlet [m/s] x (quality) 
Air 5.01×10-4 38.1 0.035 
Water 1.67×10-5 1.1 － 
 
 
図 2.7 (a)に曲がり管, (b)に分配器の解析モデル（計算メッシュ）を示す．曲がり管は半径 20 
mm の曲がりを持つ．曲がり管と分配器の管内径は 6 mm である．分配器の分岐後配管長さは
18 mm とし，さらに下流には流れの合流部となるバッファ領域を持たせている．本研究では
気液二相流の解析で経験的に解析精度の良い六面体メッシュを用いた．曲がり管のメッシュ
数は約 940,000，分配器のメッシュ数は約 310,000 とした．分配器は曲がり管に比べてメッシ
ュを粗くしているが，これは図 2.8 に示す(a) 曲がり管と(b) 分配器の境界間におけるセル中
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心点の座標値のずれによって，分配器での分配比率予測に問題が生じないかを確認するため
である．メッシュが粗くなるために液膜消失が予想されるが，分配器の流入境界から分岐部
までの距離が短いことから，液膜消失による分配比率への影響は小さいと考えられる．また，
六面体メッシュを採用したために，図 2.8 (a)では壁面近傍よりも管中心の方がメッシュは細
かくなっている． 
 本研究ではモデル分割と液膜補正の有無による 2 ケースの解析を行った．Case1 はモデル
分割をせずに曲がり管と分配器を不連続メッシュで接合し一括で解析した場合，Case2 はモ
デル分割と液膜補正を用いて解析した場合である． 
 
 
 
(a) Bend pipe (940,000 meshes) 
 
 
(b) Distributor (310,000 meshes) 
 
Fig. 2.7 Analysis models. 
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(a)    (b) 
 
Fig. 2.8 Surface meshes of joint boundary in analysis models. (a) Outlet boundary of a bend pipe; 
6,144meshes. (b) Inlet boundary of a distributor; 1,600 meshes. 
 
 
 以上の条件下において，本研究では曲がり管の設置角度 β が 30 deg.での流れ場の妥当性と，
β の変更（30 deg.，60 deg.，90 deg.）に対する分配比率の変化を実験結果と比較し，解析手法
の妥当性を検証した． 
 
 
 
2.5 解析結果と考察 
2.5.1 解析結果の妥当性検証 
 モデル分割と液膜補正の有無によって曲がり管の解析結果に差が生じるかを検討するため，
モデルを分割していない場合(図 2.9，Case 1)と，モデルを分割した場合(図 2.10，Case 2)を比
較した．また，図 2.11 はアクリル管で作成した曲がり管と分配器内の水-空気流れの撮影装置，
および水の分配量を測定するための装置である．本装置を用いて，表 2.2 で示した条件で流れ
場を可視化した結果を図 2.12 に示す．実験による流れ場の様子と数値計算による解析結果を
比較し，解析結果の妥当性を確認する．結果として，Case 1 と Case 2 では大きな差異は見ら
れなかった．また，図 2.12 に示す水-空気実験の流れ場と解析結果を比較し，数値計算による
流れ場解析結果の妥当性を確認した．以下に詳細を示す． 
 まず図 2.9 と図 2.10 の液膜分布を比較する．各図の(b)は(a)の Δt [s] (一定値)後の流れ場を示
している．図 2.9 および図 2.10 の(a)と(b)を比較すると，液膜が出口近傍で部分的に厚くなっ
ており，流れ方向に液相の脈動が生じていることが分かる．次に各(a)の管断面を比較すると，
非定常流の瞬時値を見ているために偏り量にバラつきがあるが，管の曲がりや脈動によって
液膜の偏る方向は一致していることから，定性的な差異は小さいと言える． 
水-空気実験の可視化結果である図 2.12 を見ると，流動様式が環状流であり，重力と遠心力
によって液相が曲がりの外側に偏っている様子がわかる．解析結果である図 2.9，図 2.10 で
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も，曲がり管全体が環状流であること，曲がり部の液膜の偏りが再現されていることから，
流れ場の解析結果として定性的に妥当であると判断できる． 
 
 
 
(a) Cross section of bend pipe with periodic liquid flow 
 
 
(b) Profile after Δt  
 
Fig. 2.9 Volume fraction profile of liquid in a bend pipe calculated with distributor (Case 1). 
 
 
Gas
Inlet
Outlet
Liquid
g
1.0 (water)
0.0  (air)

Pulsation
1.0 (water)
0.0  (air)

Pulsation
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(a) Cross section of bend pipe with periodic liquid flow 
 
 
(b) Profile after Δt  
 
Fig. 2.10 Volume fraction profile of liquid in a bend pipe (Case 2). 
 
 
Gas
Inlet
Outlet
Liquid
g
Pulsation
Pulsation
1.0 (water)
0.0  (air)

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Fig. 2.11 Experimental apparatus. 
 
 
 
(a) Bend pipe 
 
 
(b) Close up of curved element 
 
Fig. 2.12 Visualization experiment of air-water flow in a bend pipe. 
 
流量計
Interface of gas  
and liquid. 
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次に曲がり管の解析結果に対して液膜補正を行い，それを流入境界条件とした分配器の解
析結果について検討した．曲がり管設置角度 β を 30 deg.とし，液相体積分率= 0.5 の等値面
を気液界面とする．液膜分布の補正を行った解析結果(Case 2)による気液界面を図 2.13，液膜
分布の補正をせずに曲がり管出口の液膜分布の時間平均値をそのまま分配器入り口の流入条
件とした場合(Case 1)の気液界面の分布を図 2.14 に示す． 
図 2.13 では曲がり管出口の液膜は曲がり方向に偏っているが，これは遠心力と重力の影響
である．分配器では流入境界で液膜の偏っている方向（Outlet 1 側）にそのまま液が多く流れ
ている．分岐時には分配器の下側に液相が偏っており，図 2.15 の実験による分配器内流れの
可視化結果と一致した．しかし，分配器上側は気相のみが占める流れとなり，実験結果と異
なる流れ場となった． 
図 2.14 では分配器内で液相が管全体を覆う薄い膜となっており，図 2.15 の実験結果と異な
る．これは数値拡散により液膜が薄くなっており，液相とのせん断力によって管上部まで流
れやすくなっているためと考えられる． 
以上のように，液膜補正を適用することで，実験結果と同様に分配器の管下側に液膜を形
成する現象を再現することができたが，分配器上部と下部で気液が分離し，上部に乾き面を
持つ流れ場となった．この原因としてまず分配器上部で液膜が消失したことが考えられる．
しかし、同じメッシュを使用している図 2. 14 では非常に薄い液膜が形成されてはいるが，乾
き面ができるほど液膜は消失していない．このことから，速度の大きい気相が，速度の小さ
い液相の液膜形成を妨げていることが原因であると考えられる．本研究の補正手法では分配
器の流入境界において，曲がり管の流入境界と同じ液相と気相の面積比，および一様な速度
としたが，液膜補正手法の高精度化のためには，分配器の流入境界において実現象に応じた
気相と液相の面積比で液膜分布を定義する必要があると考えられる． 
 
 
 
 
Fig. 2.13 Gas-liquid surface in bend pipe and distributor (β = 30, Case 2). 
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Fig. 2.14 Gas-liquid surface in bend pipe and distributor (β = 30, Case 1). 
 
 
 
Fig. 2.15 Air-water flow visualization experiment in a distributor. 
 
 
2.5.2 分配比率と乾き度の予測 
最後に，分配器の分配比率と乾き度について検討する．分配比率の精度良い予測は，熱交
換器の多パス化において重要な課題である． 
分配器の Outlet 1 での空気と水の分配比率 nl1 [%]，ng1 [%]を，Outlet 1 と Outlet 2 の空気流
量 Qg1，Qg2 [m3/s] と水流量 Ql1，Ql2 [m3/s] を用いて次式で定義する． 
 
 𝑛g1 =
𝑄g1
𝑄g1 + 𝑄g2
× 102 (2-20) 
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 𝑛g1 =
𝑄l1
𝑄l1 + 𝑄l2
× 102 (2-21) 
 
また，Outlet1 での乾き度 x1を次式で定義する． 
 
 𝑥1 =
𝑊g1
𝑊g1 + 𝑊l1
 (2-22) 
 
Wg1 [kg/s] は気相，Wl1 [kg/s] は液相の，Outlet1 での質量流量である． 
 まず Case1，Case2 の解析結果と，実験結果（Exp.）による気相の分配比率 ng1を図 2.16，液
相の分配比率 nl1を図 2.17 に示す．横軸を曲がり管と分配器がなす角度 β としている． 
 図 2.16，図 2.17 を見ると，どちらも Case2 ではに対して単調減少しているのに対し，Case1
では = 30 deg.から 60 deg.で傾向が逆転している．この原因は分配器内での液膜消失である
と考えられる．図 2.14 で示したように，Case1 では数値拡散によって液膜が消失して非常に
液膜が薄くなっている．液膜の消失も非定常であるため，曲がり管によって生じた液膜の偏
りが平均化されてしまい，分配比率の差異が捉えられなくなってしまったと考えられる． 
 図 2.14 (Case 1)の管断面に示したような薄い液膜では，液膜のメッシュ解像度が不十分なた
め，さらに液膜が消失しやすくなり，実現象と乖離が生じてしまう．一方で液膜補正を行っ
た Case2 では，液膜の消失分を補正しつつ液膜の偏りを再現しているため，Case1 に比べて液
膜の偏りが分配比率に与える影響を正しく予測できたと言える．以上から，液膜を補正する
効果が確認できた．液膜を補正した場合の実験結果に対する分配予測精度は，気相で 20%以
内，液相で 4%以内であった．さらに，図 2.17 より，β に応じて 10%程度液相の分配比が変わ
る可能性があることが分かる．本研究で扱った水-空気の二相流では，水の質量流量が 96%を
占めており，また冷媒を扱う場合でも液相の分配予測が実用上は重要となる．本検討から，
配管形状を検討する際に分配器に対する曲がり管の設置角度は十分注意する必要があると言
える． 
 
 
 
Fig. 2.16 Comparison with experiment on gas distribution ratio of Outlet 1. 
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Fig. 2.17 Comparison with experiment on liquid distribution ratio of Outlet 1. 
 
 
乾き度 x1 の解析結果と実験結果を図 2.18 に示す．乾き度 x1 は式(2-22)で定義しており，
Case1 が単調減少となっていない理由は，図 2.16，図 2.17 と同じである．予測精度としては，
β = 30 deg.で最大誤差 24%程度となった．乾き度の予測精度が分配比率よりも悪化した理由と
しては以下の原因が考えられる． 
(a) 流れが非定常現象のため，分配器分岐後の液膜の流れの変動が大きく，安定していない．
さらに分配比率を求める際にバッファ領域より上流の断面でポスト処理しているため，瞬時
の流量が保存していない． 
(b) 乾き度は気液の質量流量比で評価するため，気相か液相どちらかの分配比率予測精度が
低ければ，乾き度の予測精度も低くなる． 
以上の原因より，乾き度の予測精度を向上させるには，流量を求める際のポスト処理の工
夫や，気相分配比率の予測精度向上が必要である． 
 
 
 
Fig. 2.18 Comparison with experiment on quality of Outlet 1. 
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2.6 結言 
熱交換器性能のさらなる向上のために，冷媒分配器の分配特性や配管内の流動形態の把握
が求められている．そこで本研究では，気液二相流解析を用いた冷媒分配器の分配特性の評
価手法を提案した．本手法は VOF 法の課題である気液界面での液膜の消失に対し，解析モデ
ルを分割し，分割した流入境界において液膜分布と流量を補正することで，実用的な計算コ
ストで高精度に分配特性の評価を可能にするものである． 
解析対象は上流配管（曲がり管）を含む T 字型の分配器とし，水-空気による非定常気液二
相流数値解析を行った．また，解析結果は水-空気実験の結果と比較して妥当性を検証した．
以下に結論を示す． 
 
(1) 水-空気実験により，曲がり管内の環状流の様子を確認した．曲がり管の曲がり方向に
対して液膜の偏りが生じている様子が確認できた．これは曲がり管による遠心力と，重力
の影響であると考えられる．また，実験と同様に，解析でも遠心力と重力の影響で液膜厚
さが偏る様子が確認できた． 
 
(2) 曲がり管内で消失した液相を，分配器の流入境界において，液相の偏りを考慮した補正
を行うことで液膜の消失を低減した．これにより流れの分配後，分配器下側（重力方向）
の液膜が厚くなる現象が再現できた．しかし，分配器上部に気相のみの乾いた領域ができ，
実験の流れ場と差異が生じた．この問題に対しては，分配器流入境界における膜厚および
速度が適切ではないことに起因すると考えられ，液膜補正時により適切な液相と気相の面
積比とすることで改善できると考えられる． 
 
(3) 数値解析と水-空気実験の分配比率・乾き度の比較から，液膜分布の補正を行うことで 
定性的に実験と一致することが確認された．熱交換器の多パス化の際に重要な課題である 
液相の分配予測精度は最大誤差 4%程度であり，定量的な妥当性も確認された． 
 
以上から，本研究の手法により分配器上流の配管の影響を含めた分配特性の評価が可能とな
った．これにより，最適な曲がり管設置角度の検討が可能である．今後は細径化・多パス化
に対応するため，複数の分岐を持つヘッダ管への適用を検討していく予定である． 
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第３章 
ポート噴射エンジン用多孔スワールイン
ジェクタへの二相流解析の適用 
 
 
 
3.1 緒言 
近年，自動車用ガソリンエンジンの排気性能向上，燃費の改善が市場課題となっており，
その解決策の一つとして燃料を噴霧としてエンジン内へ供給する装置であるインジェクタの
性能向上が求められている．吸気ポートにインジェクタを備えた Port Fuel Injection(PFI, ポー
ト噴射)エンジンでは，燃料の吸気ポート壁面への付着が HC(hydrocarbon)発生の要因となっ
ており[1]，燃料が壁面へ付着しないように噴霧形状を制御する必要がある．また，燃焼効率
を向上させて燃料消費量を低減するために，噴霧を微粒化して燃料と空気を混合しやすくす
る必要がある． 
例えば，インジェクタの先端に複数の噴孔を持つ多孔ノズルインジェクタは，単孔のイン
ジェクタと比較して，各噴孔からの噴霧を組み合わせることにより噴霧形状の制御性に優れ，
燃料の壁面付着を低減でき，近年の自動車用燃料インジェクタの主流となっている[2]．また，
燃料の流路に旋回室を持つことを特徴とするスワールインジェクタは，旋回室内で生じる旋
回流の遠心力を利用して噴孔内で薄い燃料の液膜を形成して微細な液滴へ分裂しやすくし，
噴射後は遠心力により中空円錐状の噴霧を拡散させることで，微粒化を促進させることが可
能である．スワールインジェクタは特に微粒化性能に優れることから，これまで多く研究さ
れているが[3][4]，微粒化を促進するために噴孔内の遠心力を強くすると噴霧が広がりやすく，
微粒化と噴霧形状（噴霧角）制御の両立が難しいという課題がある．そこで筆者らは多孔ノ
ズルインジェクタの噴霧制御性とスワールインジェクタの微粒化性能を両立すべく，スワー
ルインジェクタの噴孔数を増やした多孔スワールインジェクタを研究している．多孔スワー
ルインジェクタの先行研究としては，例えば，多孔プレートと遮蔽板を用いることで流れに
旋回を付与し，各噴孔で中空円錐状の噴霧を形成することで，微粒化を促進する方法が研究
されている[5][6]． 
本研究で用いた多孔スワールインジェクタは，図 3.1 (a)に示すように，インジェクタ先端
に設置されたノズルプレートに，燃料が旋回するための旋回室と，燃料を噴射するための噴
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孔を複数持つことが特徴である．これまでの研究[7][8]で，多孔スワールインジェクタは従来
の多孔ノズルインジェクタと比較して，微粒化性能を向上し，ペネトレーションを短くする
ことが可能であり，PFI エンジンの試験により排気性能と燃費が向上することを確認してい
る． 
多孔スワールインジェクタでは，図 3.1 (b)に示すように各噴孔からの噴霧同士が干渉し，
微粒化性能に影響することが予想されるが，噴霧干渉が粒径に与える影響については十分検
討されていない．そこで本研究では，実験および数値解析から，多孔スワールインジェクタ
特有の噴霧微粒化現象について明らかにすること，さらに数値解析を用いた高精度かつ簡易
な粒径算出手法を提案することを目的とし，以下について検討した．(1)噴霧の可視化実験と，
平均粒径である Sauter mean diameter (SMD)の測定により，噴霧干渉時の噴霧の状態（液膜の
状態，または液滴の状態）が粒径に与える影響について検討した．(2)実験による測定が困難
なインジェクタ先端のノズル内部流れ場に関して，気液二相流の数値解析を実施した．噴霧
形状や粒径は噴孔から噴射される際の流れ場によって決まるため，特に噴孔出口面の流れ場
に着目し，多孔化が微粒化へ与える影響について検討した．(3)上記の実験と数値解析から得
られた知見を用いて，ノズル内部流れの数値解析により噴霧の平均粒径を簡易に算出する手
法を構築し，妥当性を検証した．スワールインジェクタの粒径を予測する方法としては，実
験式による算出[9]が最も容易だが，ノズル形状によっては粒径予測誤差が大きいという問題
がある．近年では Large Eddy Simulation や粒子法といった数値解析手法を用いてノズル内部
から噴霧まで解析し，粒径を算出することが可能である[10][11]．しかし，1 ケースの解析時
間が長いことから，ノズル設計時にはより短時間で粒径を予測する手法が求められている．
本研究の粒径算出手法では，ノズル下流の噴霧を含めた数値解析を実施することなく，ノズ
ル内部のみの数値解析により，短時間で精度よく平均粒径を算出することかでき，工業的に
非常に有用である． 
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(a) Nozzle plate with three swirl chambers and orifices 
 
 
(b) Section A-A of injector tip 
 
Fig. 3.1 Schematics of multi-swirl injector. The fuel is sprayed from the orifice, and hollow cone 
sprays interact with each other under the orifices. 
 
 
 
 
Swirl chamber
Nozzle plate
Fuel flow
A
A
R
Orifice
q1Ws
do
Hollow cone 
spray
Valve
Seat
Fuel flowNozzle plate
Orifice
Spray interaction
Valve
Nozzle body
Lc
q
Hs
Lo
Seat area
 40 
3.2 噴霧干渉が粒径に与える影響の検討 
3.2.1 実験装置 
本研究では単孔もしくは 3 孔のノズルプレートを備えたインジェクタを用いて，噴霧の撮
影と SMD の測定を行い，多孔スワールインジェクタの噴霧同士の干渉が粒径に与える影響
について検討した．使用したインジェクタのノズル仕様を表 3.1に示す．表中の記号は図 3.1
に示しており，全て噴孔径で無次元化している．Orifice angle は噴孔の中心軸と弁体の中心軸
がなす角度である．単孔と 3 孔の旋回室と噴孔の寸法は同一とした．以下，単孔のノズルプ
レートを「単孔ノズル」，3 孔のノズルプレートを「3 孔ノズル」と記載する．噴霧測定は大
気圧下で行い，噴射差圧を 100 kPa から 900 kPa まで変化させた． 
図 3.2は噴霧撮影のための装置である．本実験では大気開放下での実験のため，代替燃料と
してガソリンと物性は近いが引火しにくい Low Aromatic White Spirit (LAWS)を用いている．
長距離顕微鏡を備えた CCD カメラで噴霧の拡大画像，CCD カメラのみを用いて噴霧の断面
画像を撮影しており，撮影した画像は PCに送られる．燃料の噴射，撮影，光源として用いる
YAGレーザー照射のトリガーは PCで制御している．  
図 3.3 は SMD 測定のための装置である．燃料にはガソリンを用いている．SMD は次式の
ように，液滴の総体積を総表面積で割ったもので定義される. 
 
 SMD =
∑ 𝑛𝑖𝑑𝑖
3
𝑖
∑ 𝑛𝑖𝑑𝑖
2
𝑖
 (3-1) 
 
d は液滴径，n はその液滴径で測定された液滴の個数である．SMD の測定にはレーザー回折
による測定装置(MALVERN, SPRAYTEC RTS5000)を用いている．SMDの測定位置はインジェ
クタの先端から 20 mm下流，レーザーの照射位置は噴霧の中心としている． 
 
 
Table 3.1 Nozzle specifications. Length values are non-dimensionalized by orifice diameter. 
 
Orifice diameter (do) 1 Height of swirl chamber (Hs) 0.37 
Orifice length (Lo) 0.3 
Width of swirl chamber at 
center of the orifice (Ws) 
1.8 
Pitch circle diameter of orifices 
(2R) 
7.4 Orifice angle [degree] 0 
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Fig. 3.2 Apparatus for taking spray images with CCD camera and long-distance microscope. 
 
 
 
 
 
Fig. 3.3 Apparatus for measuring SMD. 
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3.2.2 実験結果 
図 3.4は単孔ノズル，図 3.5は 3孔ノズルの，噴孔出口近傍を拡大して撮影した噴霧画像で
ある．画像は噴射開始の信号を入力してから 4.75 ms 後，弁体は完全に開いた状態で撮影して
いる．噴射差圧Pinj を変化させて撮影しているため，流量は噴射差圧の条件によって異なる
ことに注意が必要である．図 3.4より，いずれの噴射差圧の条件においても噴孔直下では円錐
状に噴霧を形成していることが分かる．100 kPaでは液膜に穴があいた後に分裂しており，200 
kPa 以上では液膜が波うちながら分裂している．噴射差圧が高いほど液膜の波うつ周期は短
く，液滴へ分裂するまでの液膜長さも短くなっている．これは燃料の速度が大きくなるにつ
れ，気液界面の不安定性が増大し，分裂が促進されたためである．図 3.5に示した 3孔ノズル
では，いずれの噴射差圧においても各孔からの噴霧は互いに干渉しており，100, 200, 300 kPa
では噴霧の中心部で液膜部分が干渉している様子が確認できる．500 kPa以上では干渉部分に
おけるカメラ側の液滴が白く写っているため，干渉している部分の様子は明確ではない．こ
れは噴霧干渉時にはすでに液膜の一部が液滴へと分裂しているためと予想される． 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 43 
  
(a) Pinj = 100 kPa   (b) Pinj = 200 kPa 
 
  
(c) Pinj = 300 kPa   (d) Pinj = 500 kPa 
 
  
(e) Pinj = 800 kPa   (f) Pinj = 900 kPa 
 
Fig. 3.4 Images of spray from injector with the single orifice taken by long-distance microscope. The 
liquid film is formed under the nozzle and broke up into droplets. The liquid film length is shortened 
as the injection pressure increased. 
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(a) Pinj = 100 kPa   (b) Pinj = 200 kPa 
 
  
(c) Pinj = 300 kPa   (d) Pinj = 500 kPa 
 
  
(e) Pinj = 800 kPa   (f) Pinj = 900 kPa 
 
Fig. 3.5 Images of spray from injector with the three orifices taken by long-distance microscope. The 
spray from each orifice interacts in every condition of injection pressure. In particular, liquid film 
collisions are seen between 100 and 300 kPa. 
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(a) Single orifice 
 
 
(b) Three orifices 
 
Fig. 3.6 Images of cross-section of the sprays at 15mm from the injector tip. In the single orifice, it is 
found that the hollow-cone spray is formed. In the three orifices, the spray interaction is observed as 
the concentrated area of fuel. The sprays of three orifices shrink due to the pressure drop in sprayed 
area comparing with spray of the single orifice. 
 
 
次に，噴霧干渉の様子を確認するために，噴孔真下から噴霧の断面を撮影した結果を図 3.6
に示す．画像は噴射開始の信号を入力してから 4.75 ms 後，弁体は完全に開いた状態で，噴孔
15mm下にシート状のレーザーを照射して撮影している．噴射差圧は 300kPa とした．画像の
右側には撮影した画像の視点における噴孔配置の模式図を示している．模式図は噴孔配置を
分かりやすくするために噴孔径と噴孔間距離を拡大して表示している．図 3.6 (a)より，単孔
ノズルでは噴霧が中空になっている様子が分かる．一方で，図 3.6 (b)の 3 孔ノズルでは，各
孔からの噴霧は噴霧の干渉により中空になっていない．画像では Y字状に噴霧が濃くなって
いる箇所があるが，各噴孔からの噴霧が互いに干渉しているためであると考えられる．図中
の点線の円印は単孔ノズルによる噴霧の広がりの外径を表しており，同じ径の円を 3 孔ノズ
ル側にも描写している．図より，3孔ノズルでは噴霧の広がりがやや小さく見える．これは噴
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霧によって速度が誘起され，ベルヌーイの定理によりその領域では圧力が低下したことで，
各噴孔からの噴霧同士が引き付け合ったためと考えられる． 
 
 
(a) 
 
 
(b) 
 
Fig. 3.7 Measured SMD as a function of injection pressure. (a) The single orifice and the three 
orifices are compared. (b) Enlarged view of Fig. 3.7 (a) in the range from 600 to 1000 kPa. The results 
show that the values of the three orifices are higher than those of the single orifice at a low injection 
pressure condition. It is considered that the SMD is related to spray interaction. 
 
 
図 3.7 は SMD に対する噴射差圧の影響を表している．横軸は噴射差圧，縦軸は SMD であ
る．図 3.7より，図 3.5で液膜干渉が見られた噴射差圧(100 ~ 300 kPa)では 3孔ノズルよりも
単孔ノズルの SMDが小さく，高圧になるにつれその差は小さくなっている．これは，上記の
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噴霧観察結果から，干渉時の噴霧の状態と関係があると考えられる．すなわち，液膜で干渉
している低圧側では 3 孔ノズルの SMD が大きくなり，液膜分裂後に干渉している高圧側で
は SMDの差は小さくなっている．また，図 3.7 (b)で示した噴射差圧の範囲では，単孔ノズル
よりも 3孔ノズルの SMD が小さくなる傾向にある．この要因については 3.3.2項で後述する
が，3孔ノズルの噴霧では噴孔内で形成される液膜が薄くなったためと考えられる． 
上述のように噴霧干渉時の燃料の状態（液膜か液滴か）が粒径に大きく影響していると考
えられる．そのため，液膜長さと噴霧の干渉位置について詳細に検討する必要がある．そこ
で図 3.1で示した噴霧の干渉位置 Lcを次式で定義する． 
 
 𝐿c = 𝑅 ∙
sin (
𝜃1
2 )
tan𝜃
 
(3-2) 
 
R は同一平面上におけるノズルプレートの中心から噴孔の中心までの距離である．q1 はノズ
ルプレート上の噴孔配置の角度であり，本研究では 3 つの噴孔を等間隔に配置しているため
120゜となる．qは噴霧の縁と噴孔の中心軸がなす角度であり，噴霧角の 1/2 である．噴霧角
2qは画像から計測した値を用いた． 
図 3.8 は単孔ノズルおよび 3 孔ノズルの液膜長さと，式(3-2)から算出した噴霧の干渉位置
Lcを比較したグラフである．横軸は噴射差圧，縦軸は噴孔出口位置を基準とした液膜長さと，
噴霧の干渉位置である．まず，液膜長さに関して，噴射差圧が大きくなるにつれ液膜長さは
短くなっていることが分かる．単孔と 3 孔に大きな差は見られない．次に，液膜長さと噴霧
の干渉位置 Lcを比較する．500 kPa までは液膜長さは干渉位置よりも大きい．800 kPa 以上で
は液膜長さが干渉位置よりも小さくなっている．これらの結果は図 3.5 に示した噴霧の様子
とおおよそ一致している．さらに，図 3.7 から 3 孔と単孔の SMD が同程度となる位置も 500 
kPa であることが分かる． 
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(a) Liquid film length versus injection pressure 
 
 
(b) Measurement of liquid film length from spray visualization 
 
Fig. 3.8 Liquid film length as a function of injection pressure. The position of spray interaction Lc 
calculated by eq. (3-2) is also displayed. This figure shows that the liquid films collided with each 
other when the injection pressure was lower than 500 kPa. 
 
 
以上より，噴霧干渉の粒径への影響は以下のように考えられる．噴射差圧が小さい場合，
図 3.9 (a)のように噴霧は液膜の状態で干渉しており，液膜の一部が合体して厚くなるため，
分裂時の粒径が大きくなる．噴射差圧が十分大きい場合，図 3.9 (b)のように噴霧は液滴の状
態で干渉しており，液滴は衝突してもほとんど合体せず，粒径に影響は見られなかった． 
ただし，液滴同士の衝突に関して，噴霧の流量が少ない条件下では液滴が衝突後に合体し
て粒径が大きくなることが文献[12]により示されている．よって，本研究の実験条件における
液滴合体の可能性を検討する必要がある．液滴のWeber 数と impact parameter を用いて液滴の
衝突挙動を整理している文献[13]により，①Weber 数が低い場合，または②Weber数と impact 
parameter の関係によって定義される特定の領域内において，液滴同士が結合したままになる
合体(Coalescence)が生じるという結果が示されている．よって①と②それぞれについて考察す
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る． 
① Weber 数が低い場合 
噴孔出口の液膜厚さと速度から算出したWeber 数は，液滴衝突の生じる 500 kPa ~ 900 kPa
では 390 ~ 730程度であった．Qian らの結果はWeber数が 100 以下のため，Weber数が 750 程
度でのWeber数と impact parameter の関係を推測すると，ほぼ跳ね返り(Bouncing)または合体
後に分裂(Separation)であると考えられる．Weber 数は慣性力/表面張力の無次元数であり，数
値が大きいほど慣性が強く，結合状態を維持しにくいことを意味していることからも妥当で
あると言える． 
② Weber 数と impact parameter の関係によって定義される特定の領域 
Impact parameter は液滴間距離/液滴径で定義されることから，噴霧中で衝突する液滴は全て
の値をとり得る．しかしながら，Qian らのグラフの傾向から，Weber 数が大きくなるにつれ
合体(Coalescence)する impact parameter の範囲は非常に狭くなると予想される． 
以上から，本研究では液滴の跳ね返り(Bouncing)や合体後の分裂(Separation)が生じやすい実
験条件となっており，液滴同士が衝突しても液滴径は大きくなりにくく，粒径への影響は小
さかったと考えられる． 
 
 
 
(a) Liquid film collision 
 
 
(b) Droplet collision. 
 
Fig. 3.9 Schematics of spray interaction. The liquid film merges if the liquid films collide with each 
other. It is hard for droplets to merge even if droplet collision occurred in our experimental conditions. 
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次に，噴霧干渉が噴霧角へ与える影響について検討する．中空円錐状の噴霧では，噴霧の
広がり（噴霧角）が大きいほど噴孔出口より下流で液膜が薄くなるため，液膜分裂後の粒径
が小さくなる傾向がある．図 3.10に噴霧角の測定結果を示す．噴霧角は噴射直後の噴霧の広
がり角度として定義し，撮影した噴霧画像から測定している．横軸は噴射差圧，縦軸は噴霧
角である．噴霧角は噴射差圧の増加と共に大きくなっていることが分かる．また，単孔ノズ
ルと 3 孔ノズルの噴霧角の差異はほとんど見られない．噴霧干渉はノズルプレートの中心側
で生じており，噴霧角は干渉の無い噴霧の外縁形状から決まっている．よって噴霧干渉が噴
射直後の噴霧角へ与える影響は小さく，また各孔の噴霧角もほとんど変わっていないことが
分かる．一方で，図 3.6 に示したように，噴孔 15mm 下では単孔ノズルと 3 孔ノズルで噴霧
の広がりに差が見られた．噴射直後は噴霧の慣性力が強く，噴霧による圧力低下の影響を受
けにくいが，噴霧下流では圧力低下の影響が噴霧形状に表れていると考えられる． 
 
 
 
(a) Spray angle versus injection pressure 
 
  
(b) Measurement of spray angle from spray visualization 
 
Fig. 3.10 Measured spray angles as a function of injection pressure. The influences of spray interaction 
are not seen because the spray angle is defined at the edge of the assembled spray shape where the 
sprays do not interact. 
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3.3 ノズル内部流動の検討 
上述した結果より，多孔スワールインジェクタでは，噴霧同士の液膜干渉が生じた場合，
微粒化性能に影響することが分かった．微粒化性能に影響する他の要因としては，旋回流に
よって噴孔内で形成される液膜厚さがある[14]．しかしながら，実験で噴孔出口の液膜厚さを
測定することは難しい．そこで本研究では，気液二相流の数値解析を実施し，多孔化が噴孔
出口の液膜厚さに与える影響について検討した． 
 
 
3.3.1 解析手法 
解析ソフトはSTAR-CD v4.08を用いた．流れ場は非圧縮性とし，気液界面の解析にはVolume 
of Fluid (VOF)法を用いた．流れの支配方程式は次式で示す質量および運動量の保存式で表さ
れる． 
 
 ∇ ∙ 𝒖 = 0 (3-3) 
 𝜌
𝜕𝒖
𝜕𝑡
+ 𝜌∇ ∙ (𝒖 ⊗ 𝒖) = −∇𝑃 + 𝜇∇2𝒖 + 𝜌𝒈 + 𝑭 (3-4) 
 
ここで， uは速度ベクトル，tは時間，は密度，Pは圧力，は粘度，gは重力加速度，Fは
体積力である．密度および粘度は液相体積分率を用いて次式で表される． 
 
 𝜌 = (1 − 𝛼)𝜌g + 𝛼𝜌l (3-5) 
 𝜇 = (1 − 𝛼)𝜇g + 𝛼𝜇l (3-6) 
 
添え字 gと lはそれぞれ気相と液相を意味している．液相体積分率 fは次式で表される． 
 
 𝛼 =
𝑉l
𝑉l + 𝑉g
 (3-7) 
 
ここで Vlと Vgはそれぞれ液相と気相の体積である．は各セルでの瞬時値であり， = 1は液
相， = 0 は気相を意味している．の輸送方程式は次式で表される． 
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𝜕𝛼
𝜕𝑡
+ (𝒖 ∙ ∇)𝛼 = 0 (3-8) 
 
表面張力による力の計算には，次式で表される Continuum Surface Force モデル[15]を用いた． 
 
 𝑭 = 𝜎𝜅∇𝛼 (3-9) 
 
ここで， 
 
 𝜅 = −∇ ∙ (
∇𝛼
|∇𝛼|
) (3-10) 
 
である．は表面張力である．  
 図 3.11 に解析モデルを示す．(a)は単孔ノズルのモデル，(b)は 3 孔ノズルのモデルであり，
実験に用いたものと同一形状とした．流入境界，流出境界は圧力固定とした．壁面はすべり
無し条件とした．セル数はそれぞれ約 47 万，139 万である．表 3.2 に解析に用いた物性値を
示す．qcontactは接触角である． 
 
 
Table 3.2  Physical properties. 
 
  [kg/m3]  [Pa·s]  [N/m] qcontact [rad] 
Gasoline 752 7.69×10-4 0.0180 
Air 1.21 1.83×10-5 - - 
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(a) Single orifice; 0.47 million cells 
 
 
(b) Three orifices; 1.39 million cells 
 
Fig. 3.11 Analysis models. 
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3.3.2 解析結果 
ノズル内の流れ場を図 3.12に示す．(a)は単孔ノズルの流れ場，(b)は(a)の噴孔中心における
B-B断面，(c)は 3孔ノズルの流れ場である．ベクトルは速度，気液界面は液相の体積分率が
0.5 となる等値面を表示している．噴射差圧は 300 kPa とした．図より，単孔，3 孔の結果は
共に，旋回室内で壁面に沿った旋回流が生じており，旋回室内には噴孔から空気が入り込ん
でいることが分かる．これは旋回室内の旋回流によって遠心力が発生し，旋回の中心側が低
圧となるためである． また，ノズル内部では旋回室上流の直線流路で最も流速が大きくなっ
ているが，これは直線流路の断面積が，単孔ノズルと 3 孔ノズル共に全流路中で最小となっ
ているためである． 
 
 
 
(a) Single orifice 
 
 
(b) Section B-B 
 
B B
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Interface of liquid and gas
Orifice
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(c) Three orifices 
 
Fig. 3.12 Visualization of velocity vectors and gas-liquid interface near the orifice. Air penetrates into 
the swirl chamber because the centrifugal force produced by swirling flow decreases the pressure in 
the center of the swirl chamber and the orifice. 
 
 
図 3.13 に噴孔出口の液相の周方向速度 uqと，噴孔の軸方向速度 uzの絶対値の分布を示す．
グラフの縦軸は，噴孔出口を周方向に等分割し，分割した各領域の液相の速度を平均化した
ものである．横軸は噴孔の周方向角度である．図 3.13より，uqの分布のピーク位置は単孔ノ
ズルと 3孔ノズルでほぼ一致しているが，速度の大きさは uq，|uz|共に 3孔ノズルの方が小さ
くなる傾向がある．この原因を検討するため，表 3.3に流入境界で測定した流量を示す．3孔
ノズルでは流量が単孔ノズルの 3 倍程度となっている．これによって弁体とノズル体によっ
て流路絞りとなるシート部（図 3.1の Seat area 参照）でも流速が 3倍程度となり，3孔ノズル
では単孔ノズルを備えたインジェクタのシート部よりも圧力損失が大きくなる．このため 3
孔ノズルでは各孔あたりの流量が小さくなり，結果として噴孔出口の流速も小さくなったと
考えられる．一方で，3孔ノズルの各孔あたりの流量が単孔ノズルよりも小さくなると，シー
ト部とは逆に，単孔ノズルの方が直線流路や噴孔の絞りによる圧力損失は大きくなるはずで
ある．しかしながら，直線流路および噴孔では単孔ノズルと 3 孔ノズルの流速差はシート部
に比べて小さいため，シート部ほどの圧力損失の差は生じない．流速に大きな差がないこと
は，図 3.12 (a)と(c)の比較からも確認できる．結果として，3孔ノズルの方が各孔あたりの流
量が小さくなるため，uq，|uz|は小さくなっている． 
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Branched flow
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(a) uqversus 
 
   
(b) uz versus 
 
Fig. 3.13 (a) Circumferential velocity uq and (b) axial velocity uz profiles for the single orifice and the 
three orifices at orifice outlet in circumferential direction. uq and uz of the three orifices are smaller 
than those of the single orifice in most regions of the circumferential angle . 
 
 
図 3.14に噴孔内における液膜分布を示す．(a)は旋回室と噴孔中心断面の燃料分布，(b)は噴
孔出口の断面図である．図より，噴孔出口となる C-C 断面では燃料の液膜がリング状に形成
されている様子が分かる．図 3.14 (c)は，C-C 断面における周方向角度に対する液膜厚さの
分布である．液膜厚さは図 3.12の速度と同様に平均化したものをプロットしている．図 3.13 
(a)と比較すると，uqが最大となるにおいて液膜厚さはほぼ最小となり，uqが最小となるに
おいて液膜厚さは最大となっている．このことから，uqの大きさが液膜厚さに影響しているこ
とが分かる．また，3孔ノズルでは単孔ノズルより液膜厚さが薄くなっている．この原因を検
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討するため，表 3.3 に流量と噴孔出口全体における液膜厚さおよび|uz|の平均値を，単孔ノズ
ルと 3孔ノズルで比較したものを示す．表より，多孔化による uzの変化量は-0.9%だが，単孔
あたりに変換した場合の流量変化量は-6.8%，液膜厚さの変化は-6.4%である．つまり流量の変
化によって，液膜が薄くなったことが分かる．図 3.7 (b)の高圧側において 3孔ノズルで SMD
が小さくなったのは，このことが要因であったと考えられる．なお，図 3.15 より噴射差圧に
よらず，単孔ノズルより 3孔ノズルの液膜厚さが薄くなる傾向があることが確認できる． 
 
 
 
(a) Fuel distribution at cross section of the orifice center 
 
 
(b) Section C-C 
 
 
(c) Film thickness versus circumferential angle at the orifice outlet 
 
Fig. 3.14 Fuel distribution calculated in the orifice. The film thickness of the three orifices is thinner 
than that of the single orifice. 
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Table 3.3 Calculated value of flow rate, averaged film thickness, and |uz|. 
 
 
Calculated flow rate 
[cm3/min] 
Film thickness 
 [m] 
|uz| 
[m/s]
Single orifice 33.9  42.2 11.3 
Three orifices 
94.8  
(31.6 per orifice) 
39.5 11.2 
Difference  -6.8% -6.4% -0.9% 
 
 
 
 
 
Fig. 3.15 Averaged film thickness at the orifice outlet in circumferential direction versus injection 
pressure. The results of the three orifices are smaller than that of the single orifice for all injection 
pressure conditions. 
 
 
図 3.16は，図 3.10で示した単孔ノズルの噴霧角度と，解析結果の噴孔出口における燃料速
度から計算した噴霧角度を比較したものである．解析では燃料の噴射方向速度と周方向速度
の比を噴霧角として，周方向の平均値を算出している．燃料圧力が高いほど測定結果と解析
結果は近い値を示しており，900 kPa で 9%以下の誤差，100 kPa で最大 29%の誤差であった．
解析では噴霧角度を噴孔出口で算出しているために燃料圧力が変わっても噴霧角度の変化は
小さい．一方で実際の噴霧では，雰囲気中への噴射後，雰囲気圧力の影響や，液膜に働く表
面張力により噴霧の広がりが抑えられていると考えられる．噴射速度が小さいほど液相の貫
徹力が小さいことから，雰囲気圧力や表面張力の影響を受けやすい．結果として，燃料圧力
が低いほど解析と実験の誤差が大きくなっている．そこで，実験と解析の噴霧角度測定位置
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のずれを埋め合わせるために，液滴の運動方程式を変形した次式を用いて，空気抵抗の液相
速度に対する影響を見積もり，噴霧角度を算出した． 
 
 ∆𝑣𝑙𝑖 = −
3
4
∙
1
ℎ
∙ 𝐶𝐷|𝒖l − 𝒖g|(𝑢l𝑖 − 𝑢g𝑖)∆𝑡 + 𝑔𝑖 ∙ ∆𝑡 (3-11) 
 
h は噴孔出口の液膜厚さ，添え字 iはノズル出口に対する噴射方向 zまたは周方向qである．
CDは空気抵抗であり，次式で定義している． 
 
 
𝐶𝐷 =
24
𝑅𝑒
(1 +
1
6
𝑅𝑒
2
3)  (𝑅𝑒 ≤ 1000 の場合) (3-12) 
 
𝐶𝐷 = 0.424  (𝑅𝑒 > 1000 の場合) (3-13) 
 
𝑅𝑒 =
𝜌𝑑|𝒖l − 𝒖g|
𝜇
 (3-14) 
 
計算には図 3.14と同様に，ノズル出口の周方向でサンプリングした液膜厚さと，液相速度を
用いた．気相速度は液相により誘起されると仮定し，液相速度をサンプリングして平均化し
た値のうち，最小値を与えた（そのため，サンプリング位置によっては，空気抵抗は 0 と見
積もられる）．tは任意に調整可能な値であるが，噴孔下 0.05 mmに液相が到達するまでの時
間とし，次式より計算した． 
 
 ∆𝑡 =
𝐿
𝑢l𝑧
 (3-15) 
 
結果として，実験と解析の誤差は 100kPa で最大 13%であり，定性的にも近い傾向が得られて
いることが確認できる．一方で，式(3-11)を用いた見積りでは液膜に働く表面張力により噴霧
の広がりが抑制される影響は考慮できていないため，高圧側と比較して低圧側での誤差は大
きい． 
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Fig. 3.16 Comparison of measured and calculated spray angle.  
 
 
 
3.4 平均粒径の算出手法の検討 
3.4.1 算出手法 
上記実験と解析で得られた知見を基に，スワールインジェクタによる噴霧の平均粒径を，
簡易に算出する手法を開発した．具体的には，Miyamoto ら[16]により提案されている環状液
膜流の分裂のモデル化による平均粒径の算出式を修正し，スワールインジェクタの噴霧に適
用した．平均粒径の算出に必要な値は上述したノズル内部の数値解析により求めた． 
本研究での粒径算出方法について説明する．Miyamoto らは噴孔出口で液膜が分裂するとし，
噴射する液膜の厚さ hと，気液の相対速度 Wを用いて次式により平均粒径(SMD)を算出して
いる． 
 
 SMD = 𝐴 (
𝜎
𝜌g𝑊2
)
2
3
ℎ
1
3 (3-16) 
 
式(3-16)はWeber 数の形を用いて整理され，次式のように表すことができる． 
 
 SMD = 𝐴(𝑊𝑒)−
2
3ℎ (3-17) 
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 𝑊𝑒 =
𝜌g𝑊
2ℎ
𝜎
 (3-18) 
 
一方，本研究で対象としているスワールインジェクタでは，空気の速度は燃料の噴射速度よ
りも十分遅いことから，相対速度 Wではなく，燃料の噴孔軸方向速度 uzを用いた．また，噴
孔から噴射後に液膜が円錐状に広がるため，下流になるほど液膜が薄くなる．このため，よ
り精度よく粒径を予測するためには，噴孔出口からどの程度下流で液膜が分裂するかを考慮
する必要がある．そこで本研究では式(3-17)の液膜厚さ hを，液膜が分裂する時点での液膜厚
さ h’とした． 
 
 SMD = 𝐴(𝑊𝑒)−
2
3ℎ′ (3-19) 
 𝑊𝑒 =
𝜌g𝑢𝑙𝑧
2 ℎ
𝜎
 (3-20) 
 
式(3-19)，(3-20)の未知の値は ulzと h，h’である．A は定数であり，任意に設定される A の値
によって算出される SMD の値が変化する．噴射差圧が高い場合は液滴衝突であることを考
慮し，900 kPaにおける実験と解析の SMDがほぼ一致するように Aの値を設定した．設定値
は 4.2節で後述する．式(3-20)の速度 uzと液膜厚さ hは噴孔出口の値を与えた．次に，h’の算
出方法について説明する．図 3.17 に示すように，噴孔出口面と，噴孔出口面から Lcosq下に
位置する平面において，流量が保存されかつ流速が等しいと仮定すると，リング状に形成さ
れる液膜の断面積について，次式が成立する． 
 
 𝜋(𝑟 + ℎ)2 − 𝜋𝑟2 = 𝜋(𝑟′ + ℎ′)2 − 𝜋𝑟′2 (3-21) 
 
ここで，r，r’は次式で定義され，噴孔の半径と，液膜長さ Lの位置における噴霧の位置の半
径を意味する． 
 
 𝑟 =
𝑑0
2
− ℎ (3-22) 
 𝑟′ =
𝑢𝜃
𝑢𝑧
𝐿cos𝜃 + 𝑟 (3-23) 
 
cos𝜃 =
1
√1 + (
𝑢𝜃
𝑢𝑧
)
2
 
(3-24) 
 
式(3-22), (3-23), (3-24)を式(3-21)に代入すると，液膜長さ L の位置における液膜厚さ h’は次
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式で表される． 
 
 
ℎ′ = − (
𝑑0
2
− ℎ +
𝑢𝜃
𝑢𝑧
𝐿cos𝜃)
+ [(
𝑑0
2
− ℎ +
𝑢𝜃
𝑢𝑧
𝐿cos𝜃)
2
+ ℎ(𝑑0 − ℎ)]
0.5
 
(3-25) 
 
液滴への分裂長さ LBUは，Han ら[17]による円錐状液膜の分裂の式を用いて求める． 
 
 𝐿BU = 𝐵 [
𝜌l𝜎ln (
𝜂
𝜂0
) ℎ′cos2𝜃
𝜌g
2𝑢𝑧2
]
0.5
 (3-26) 
 
式(3-26)は Han らの式の液膜厚さの変数に対して h’cosqを代入した形になっている．は液膜
分裂時の波の振幅，は初期擾乱の振幅であり，ln()は Reynolds 数によって異なる[18]．
Bは定数である．本研究では噴射差圧によらず，Han らが使用している値である ln() = 12, 
B = 3 を用いた．液膜長さ Lと分裂長さ LBUが等しいと仮定し，式(3-25)，(3-26)を解く事で，
液膜分裂時の液膜厚さ h’を求めることが出来る．h, uz, uqは数値解析の結果から，噴孔出口に
おける平均値を与えた． 
 
 
 
 
Fig. 3.17 Schematic of hollow-cone spray and variables used in calculating value of SMD. 
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3.4.2 結果の検討 
次に，上述した粒径算出手法を検証した結果について述べる．本研究では液膜の分裂距離
と平均粒径を算出する際に，3.3 節で解析した単孔ノズルおよび 3 孔ノズルのモデルを用い
た． 
図 3.18 は単孔ノズルの液膜長さの実験値と，式(2-24)，(2-26)を用いて算出した値 Lcosqを
比較したグラフである．ここでは計算上，液膜分裂長さ LBUと液膜長さ L は等しいと仮定し
ている．グラフの横軸は噴射差圧，縦軸は噴孔出口からの距離である．グラフより，低圧側
で実験との差が大きく，算出値は実験値よりも液膜長さが短くなっている．一方，高圧側で
はよく一致している．噴射差圧によって Reynolds 数が変化する場合は ln()の最適値が異
なるが，本研究では一定値としたために，高圧側ではよく一致し，低圧側では誤差が生じた
と考えられる． 
 
 
 
Fig. 3.18 Comparison of measured and calculated liquid film length. The calculated results agree well 
with the measured ones at a high injection pressure condition, while they do not agree at a low 
injection pressure condition. This is because a constant ln() is used in this study. 
 
 
図 3.19 (a)に単孔ノズル，(b)に 3 孔ノズルの平均粒径(SMD)の実験値と，式(3-19)を用いて
算出した粒径の算出値を示す．また，h′による平均粒径の算出式の修正の効果を確認するた
めに，液膜の分裂距離を考慮していない式(3-17)を用いて計算した値も示す．ただし，We の
計算には共に式(3-20)を用いた．式(3-17)，(3-19)で用いる定数 Aは，噴霧干渉時には液滴状態
であると予想される 900kPa において実験値と解析値が一致するように，単孔ノズルでは A = 
0.57 と A = 4.8, 3 孔ノズルでは A = 0.51 と A = 4.4 とした．図 3.19 (a)より単孔ノズルの実験値
と算出値を比較すると，式(3-19)による算出値は式(3-17)と比べて，実験値とよく一致してい
る．液膜の分裂長さを考慮していない式(3-17)では分裂時の液膜厚さ hが実際よりも大きい値
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となるために，粒径が実験値より大きくなっていると考えられる．式(3-19)では分裂時の液膜
厚さをより適切に評価することで，実験値の傾向に近づいたと言える．以上より液膜長さを
考慮することで，単孔ノズルのスワールインジェクタの粒径は精度よく予測可能であること
が分かった．また，図 3.19 (b)からは，3孔ノズルの実験値と式(3-19)による算出値は高圧側で
はよく一致していることが分かる．一方，低圧になると算出値は実験値よりも小さくなる傾
向がある．これは実験では液膜衝突により液膜が合体して厚くなっているが，解析による粒
径算出ではそれを考慮していないことが原因であると言える．以上より，本研究の粒径算出
手法は液滴衝突が生じる範囲で多孔スワールインジェクタの平均粒径を予測可能であること
が分かった． 
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(a) Single orifice 
 
 
(b) Three orifices 
 
Fig. 3.19 Comparison of measured SMD and calculated mean droplet diameter with eqs. (3-17) or (3-
19) in (a) a single orifice and (b) three orifices. The present results are in good agreement with the 
measured SMD of the single orifice. However, the present results of the three orifices have a gap from 
measurements at a low injection pressure condition because liquid film collision is not modeled in our 
study. 
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3.5 結言 
PFI ガソリンエンジンでは吸気ポート内で空気と微粒化した燃料を混合することで，燃焼
効率の改善が可能であることから，PFI エンジン用の燃料インジェクタには高い微粒化性能
が求められている．本研究は燃料の微粒化と噴霧形状制御の両立を可能とする多孔スワール
インジェクタの開発に関して，実験による噴霧の可視化，平均粒径の測定，および数値解析
によるインジェクタ先端のノズル内流動の検討により，多孔スワールインジェクタ特有の噴
霧の微粒化現象を明らかにした．さらに，これらの知見を基に，数値解析と粒径予測式を用
いて噴霧の平均粒径を簡易に算出する手法を提案した．本研究で得られた主な結果は以下の
通りである． 
 
(1) スワールインジェクタを多孔化すると，噴霧同士の干渉が生じる．燃料が液膜の状態で
干渉した場合は SMD が悪化する．一方で燃料が液滴の状態で干渉した場合は，本研究の実
験条件では SMDの変化は小さい．これは，噴霧中の液膜が衝突した場合は合体して大きな
液滴が生成されるが，液滴の状態で噴霧が干渉した場合は，液滴が衝突しても液滴同士が
結合したままになりにくく，粒径への影響が小さかったためである． 
 
(2) インジェクタ先端のノズル内部の気液二相流の数値解析を実施し，ノズル内部流れの観
点から，スワールインジェクタの多孔化が粒径に与える影響について検討した．解析結果
から，局所的な旋回速度が膜厚形成に影響していること，また，多孔化すると噴射差圧に
よらず液膜厚さが薄くなっていることが明らかとなった．これは多孔化によって各孔あた
りの流量が低下したことが原因である．噴霧が液滴で干渉している場合は，この影響によ
り，単孔よりも多孔スワールインジェクタの SMDが小さくなることが分かった． 
 
(3) 円錐状の噴霧における液膜の分裂長さを考慮した粒径算出手法を構築した．算出結果と
実験結果を比較すると，多孔の低圧側では解析結果と実験結果の差異が大きいが，単孔の
場合，および多孔の高圧側（噴霧が液滴状態で干渉する場合）においては粒径の算出値は
SMDの測定結果とよく一致した．これは液膜の合体の影響を粒径算出手法では考慮してい
ないためである．よって本研究の粒径算出手法は液膜干渉をしていない場合は SMDを予測
可能であることが分かった． 
 
製品としての多孔スワールインジェクタの開発においては噴霧の粒径が重要な指標となる．
本研究の結果から，粒径の小さい噴霧を得るためには，噴霧の液膜干渉は避けるべきである
ことが明らかとなった．本研究で提案した粒径算出手法は液膜干渉を考慮していないが，実
際には液膜干渉をさせないことを前提として噴射条件やノズル形状の最適化を実施すること
になるため，提案した手法は製品開発において十分利用できるものである． 
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第４章 
ガソリン直噴エンジン用インジェクタへ
の二相流解析の適用 
 
 
 
4.1 緒言 
近年，自動車用エンジンの排出ガス規制の強化により，排出ガス中に含まれる粒子状物質
(PM: Particulate Matter)の低減が求められている．PM の排出原因は燃焼室内で局所的に生じ
る，濃度の高い混合気での不完全燃焼である．ガソリン直噴エンジンではインジェクタを用
いて燃焼室内に燃料を直接噴射するため，あらかじめ空気と燃料を混合させて燃焼室に燃料
を供給するポート噴射エンジンと比較して，燃料の気化時間が短い．そのため，混合気が不
均一になったり，気化しきれなかった燃料が燃焼室壁面に付着したりすることがある．壁面
に付着した燃料が気化すると燃料濃度の高い領域が発生し，不完全燃焼が生じる[1][2]．燃料
と空気の混合促進や，壁面への燃料付着低減には，狙った位置に適切な量の燃料を噴射する
必要があり，インジェクタによる噴霧形状制御が重要となる． 
インジェクタの開発においては，燃料の出口であるインジェクタ先端のノズル形状の設計
が重要であり，ノズル形状について検討した研究が多く報告されている．Hellmann らは噴孔
形状と噴孔下流の拡大部形状(Counter bore)について，噴霧の噴射角度と乱流運動エネルギが
大きくなるように，遺伝的アルゴリズムによる自動最適化を用いた検討を行っている[3]．
Kevric らはポート噴射エンジン用のインジェクタの噴孔形状に関して，最適なテーパ噴孔，
および噴霧形状とすることで，微粒化性能が向上し，排気性能が改善されることを示してい
る[4]．Knorsch らは Particle Number (PN)の低減を目的として，インジェクタ先端への燃料付
着低減と適切な噴霧のペネトレーションを両立する噴孔形状と噴孔下流の拡大部形状の検討
を行っている[5]．これらのノズル形状の検討に加えて，ノズル上流における弁挙動が噴霧に
及ぼす影響が近年注目されている．特に，開閉弁や弁体軸のずれ（偏心）による振動（以下，
弁振動と呼ぶ）が，ノズル内の流れ場や噴霧へ及ぼす影響に関する研究が盛んである．例え
ば，Duke らはディーゼルエンジン用インジェクタ先端の X線撮影により，閉弁時にノズル内
でキャビテーションが発生する現象について検討している[6]．さらに，X 線撮影により，開
閉弁挙動だけでなく，弁振動挙動や，詳細なインジェクタのノズル形状を測定し，流量変化
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や噴霧挙動との相関についても検討している[7]．測定された弁体の偏心量は最大 4 m 程度
（弁体とガイドの隙間程度）であり，弁体の偏心が噴射流量に影響を及ぼす可能性を示唆し
ている．Shoji はディーゼル噴霧のサイクル間における噴霧角度のばらつきの要因が，弁体の
偏心による sac 内部の流れ場の偏りであることを実験的に明らかにしている[8]．Xue らや
BattistoniらはX線撮影によって測定された弁変位を弁挙動として境界条件に与えて単孔およ
び多孔ノズル内流動の数値解析を実施し，開閉弁や弁振動がノズル内部の流れ場に与える影
響を明らかにしている[9][10][11]．Baldwin らは弁挙動を伴う数値解析により，ノズル内の複
雑な渦流れによって string flash-boilingや，質量流量や噴霧角の変動が生じていることを明ら
かにしている[12]．しかしながら流量や噴霧に対する弁振動の明確な影響は見られず，その原
因として，弁体と壁面の微小な隙間の考慮や，解析で用いた偏心量の検討が不十分であった
ことを挙げている．Ishii らは粒子法を用いた液滴の分裂挙動解析により，弁振動が噴孔出口
近傍の液滴挙動に与える影響について明らかにしている[13]． 
以上のように開閉弁や弁振動に関する研究は多いが，弁体の中心軸がインジェクタ本体の
中心軸に対して一定方向にずれた状態（以下，弁偏心と呼ぶ）が噴霧に及ぼす影響について
検討した例は少ない．実際には，開閉弁時において弁体の中心軸は必ずしもインジェクタ本
体の中心軸とは一致していないと考えられる．また，ガソリン直噴エンジンで使用されるマ
ルチホールタイプのインジェクタでは，各噴孔の噴霧ごとに，着火や，燃料と空気の混合な
どの役割があるため，各噴孔の噴射方向はそれぞれ異なる．そのため，弁が偏心した場合は
偏心量に加えて偏心方向も噴霧に影響を及ぼすと考えられる．そこで本研究では，弁偏心が
噴霧に及ぼす影響を数値的に検討するため，まず弁偏心を考慮したインジェクタノズル内の
燃料流動から噴霧までの一貫解析手法を構築した．解析対象であるインジェクタノズルと噴
霧は考慮すべき長さスケールが大きく異なることから，両者を同時に計算することは実用上
解析コストが問題となる．これに対し，界面追跡法と Lagrange 法を組み合わせた解析手法に
より，低い解析コストでノズル内流動から噴霧までの一貫解析を可能とした．構築した解析
手法を用いて，弁偏心の有無や，偏心方向，偏心量が，インジェクタノズル内の流動と噴霧
形状，特に噴霧の噴射方向とペネトレーションに及ぼす影響について検討した． 
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4.2 解析手法 
ノズル内部流の解析には STAR-CCM+ v10.02 を用い，Volume of Fluid (VOF)法による 3次元
の非定常混相流解析を行った[14]．流れの支配方程式として，連続の式と Navier-Stokes 方程
式は次式で定義される． 
 
 
𝜕𝜌
𝜕𝑡
+ ∇ ∙ 𝜌𝒖 = 0 (4-1) 
 
𝜕𝜌𝒖
𝜕𝑡
+ ∇ ∙ (𝜌𝒖 ⊗ 𝒖) = −∇𝑝 + 𝜇∇2𝒖 + 𝑭 (4-2) 
 
uは速度，t は時間，は密度，pは圧力，は粘性係数，Fは体積力である．本研究では Schnerr-
Sauer のキャビテーションモデル[15]を用いて気泡の成長を計算することで，液相と蒸気相の
相変化を考慮している．そのため，式(4-3)に示す各相 i の体積分率i の輸送方程式を解いた
後，各体積分率は式(4-4)を満たすように修正される． 
 
 
𝜕𝛼𝑖
𝜕𝑡
+ ∇ ∙ 𝛼𝑖𝒖 =
?̇?𝒊
𝜌𝒊
−
𝛼𝒊
𝜌𝒊
𝐷𝜌𝑖
𝐷𝑡
 (4-3) 
 ∑ 𝛼𝑖 = 1
𝑖
 (4-4) 
 
ṁiは各相の単位体積あたりの質量移動速度である．密度と粘性係数は次式より定義される． 
 
 𝜌 = ∑ 𝛼𝑖𝜌𝑖
𝑖
 (4-5) 
 𝜇 = ∑ 𝛼𝑖𝜇𝑖
𝑖
 (4-6) 
 
液相と蒸気相では圧縮性を考慮するために，蒸気相の密度は理想気体の状態方程式から，液
相はバロトロピック流体を仮定し次式で密度を与えた． 
 
 𝜌𝑙 = 𝜌𝑙,0 +
𝑝 − 𝑝0
𝑐2
 (4-7) 
 
l,0は大気圧 p0における液相の基準密度，c は音速である．温度は常に一定であるとした．ま
た，気液界面を鮮明にするために High-Resolution Interface-Capturing scheme (HRIC)を用いてい
る[16]．乱流モデルは Reynolds-Averaged Navier Stokes (RANS)の realizable k-モデルを用いた． 
噴霧解析には OpenFOAM®の離散粒子モデル(Discrete Droplet Model; DDM)を用いた[17]．
 72 
DDM は状態量の等しい液滴群をパーセルと呼ばれる代表粒子としてラグランジュ的に追跡
する手法であり，周囲の空気流動も考慮される．以下に代表粒子の支配方程式である質量方
程式，運動方程式，エネルギ方程式を示す． 
 
 
𝑑𝑚𝑙
𝑑𝑡
= −?̇?𝑒𝑣𝑎𝑝 (4-8) 
 𝑚𝑙
𝑑𝒖𝑙
𝑑𝑡
= −
1
8
𝜌𝐶𝐷|𝒖𝑙 − 𝒖𝑔|(𝒖𝑙 − 𝒖𝑔)𝜋𝑑
2 + 𝑚𝑙𝒈 (4-9) 
 𝑚𝑙𝐶𝑝,𝑙
𝑑𝑇𝑙
𝑑𝑡
= −𝑚𝑙𝐶𝑝,𝑙𝑆 − ?̇?𝑒𝑣𝑎𝑝𝐻 (4-10) 
 
mlは粒子の質量，ṁevapは蒸発速度，ulは粒子の速度，ugは気相の速度，dは粒径，gは重力加
速度，Cpは粒子の比熱，Tlは粒子の温度，Sは粒子周りの強制対流熱伝達における単位時間当
たりの温度差，Hは蒸発潜熱である．CDは抵抗係数であり，次式で与える． 
 
 
𝐶𝐷 =
24
𝑅𝑒
(1 +
1
6
𝑅𝑒
2
3)  (𝑅𝑒 ≤ 1000 の場合) (4-11) 
 
𝐶𝐷 = 0.424  (𝑅𝑒 > 1000 の場合) (4-12) 
 
𝑅𝑒 =
𝜌𝑑|𝒖𝑙 − 𝒖𝑔|
𝜇
 (4-13) 
 
噴射された液滴の分裂モデルには，Kelvin-Helmholtz (KH)不安定と Raleigh-Tayler (RT)不安定
による液滴の分裂を考慮した Rietz-KHRT model を用いた[18]．パーセルに与える粒径の初期
分布は次式に示す拔山・棚澤の式を用いて与えた[19]． 
 
 𝑑𝑤
𝑤
= (
𝑥
?̅?
)
𝑛
exp [−𝑛 (
𝑥
?̅?
)] 𝑑 (
𝑥
?̅?
) (4-14) 
 
ここで，w は質量，x は粒径である．?̅?は平均粒径であり，位相ドップラ法による計測で得ら
れた平均粒径値を与えた．nは定数であり，測定した粒径分布と合うように 8とした．空気流
動解析は圧縮性を考慮し，乱流モデルは RANSの標準 k-モデルを用いた． 
図 4.1 にノズル内部流動から噴霧までの一貫解析の概要を示す．解析対象としたインジェ
クタは 6 孔のマルチホールである．各噴孔は傾斜方向が異なるため，1 から 6 の噴孔番号を
付けており，Hole 2 と Hole 6，Hole 3 と Hole 5は yz 面に対して対称な形状となっている．イ
ンジェクタの中心軸に対する噴孔の傾き（噴孔傾斜角度）が，Hole 1, 2, 6 は Hole 1 < Hole 2 
= Hole 6 ≤ 27°，Hole 3, 4, 5 は 27° < Hole 4 < Hole 3 = Hole 5 ≤ 44°となっており，Hole 1 と Hole 
4 は半径方向に噴孔が傾斜しているが，それ以外の噴孔は半径方向に対して周方向にも角度
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を持つ．各噴孔の噴孔長さと噴孔径の比は 1.52である． 
Step 1 ではノズル内部の流動解析を実施する．メッシュにポリヘドラルメッシュを用い，
特にシート部から噴孔近傍にかけてメッシュを細かくした．セル数は開弁状態で約 44万であ
る．本研究では開閉弁および弁偏心の影響を詳細に解析するため，弁体の移動に伴いリメッ
シュを実施した．弁挙動を解析で求めるためには解析領域が非常に大きくなり解析負荷が非
常に高くなってしまうことから，本研究では実際に測定した弁挙動データを用いることとし
た．弁偏心は+ x, + y, - y の三方向とした．弁体が弁座壁面に近づくとシート部の隙間が小さ
くなるため，隙間を十分に解像できるように，リメッシュ時にメッシュサイズを制御してい
る．解析の都合上，弁体と弁座壁面の隙間は 0.5 m を下限とし，接触はしないものとした．
流入境界は 10 MPa（ゲージ圧），流出境界は大気圧で圧力一定，壁面境界は滑りなし条件と
した． 
Step 2 では，ノズル内部流動の解析後，各噴孔出口断面の速度と，液相の体積分率の分布の
時系列データを，DDMによる噴霧解析の流入条件として与える．まずノズル内流動解析から
パーセルの噴射タイミングごとの噴射量を算出する．次に噴射する全パーセル数を任意に決
定し，パーセルの質量は全て同じであると仮定して，各噴射タイミングで噴射するパーセル
数を噴射量から決定する．パーセルの初期位置は各噴孔出口面にランダムに配置する．図 4.2
はパーセルへのサンプリング手法について説明した図である．流入条件としてパーセルが持
つ物理量 Xiは，噴孔出口断面に射影されたセル中心における物理量 xjを用いて，次式により
与えた． 
 
 𝑋𝑖 =
∑ (𝑅 − 𝑙𝑗)𝑥𝑗𝑗(𝑙𝑗≤𝑅)
∑ (𝑅 − 𝑙𝑗)𝑗(𝑙𝑗≤𝑅)
 (4-15) 
 𝑅 = 1.5 × min(𝑙𝑗) (4-16) 
 
ljはセル中心とパーセルの距離， Rはパーセルを中心としたサンプリング範囲の半径である．
添え字の i はパーセル番号，j はセル番号である．本研究ではパーセルごとに最小の ljの 1.5
倍を R とし，半径 R の円内に位置するセル中心値の物理量 xjを用いて式(4-15)から各パーセ
ルの物理量 Xiを与えた．サンプリングする物理量は液相の体積分率と，液相の速度（速度と
液相の体積分率の積）とした．液相の体積分率が 0.5 以下となるパーセルは噴射しないことと
した． 
Step 3では噴霧解析を実施する．解析領域は一辺が 100 mmの立方体とし，メッシュは 200 
× 200 × 200（一辺 0.5 mm）の直交格子とした．解析領域の境界はすべて壁面であるとし，Step 
2 で得られた各噴孔に対応する噴射点を解析領域上面の中央部に設定し，100 s 毎にパーセ
ルを噴射するとした．噴射するパーセル数は全部で 100000とした．初期条件は比較する実験
条件と同一となるように静止流体とした． 
図 4.3 に燃料噴射中の弁挙動を測定するための装置を示す．弁の変位は1.0 mm 以下の細
径レーザーと高感度変位計により測定される．本装置を使用して測定した開閉弁時の変位を，
解析に適用するために閉弁時の値が 0となるように修正したものと，弁偏心の変位を図 4.4に
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示す．縦軸は弁体の変位をフルリフト量で無次元化した値，横軸はインジェクタへの通電開
始時を 0とした時間である．弁偏心の変位として，+ x方向にフルリフトの 12%と 6%の偏心
量，+ y と- y 方向に 12%の偏心量を与え，偏心なしを含めて全 5 ケースの解析を実施した．
偏心量に関しては，Duke らは X 線を用いた弁挙動の測定により，弁体とそのガイドまでの距
離が最大偏心量となる可能性を指摘している[7]．そこで本研究では検討対象としたインジェ
クタの弁体とガイドの隙間距離(12%)と，さらにその半分の距離(6%)を偏心量として設定した．
図 4.1に示したように，偏心方向である+ x 方向はノズル構造の対称面である yz面に対して垂
直，± y 方向は yz面に対して平行となっている．以降では各解析ケースは偏心方向(+ x, + y, 
- y)と偏心量(6%, 12%)の組み合わせで記載する．表 4.1に解析に用いた物性値を示す．燃料は
n-heptane を用い，空気中に噴射するとした． 
 
 
(a) Step 1: Inner nozzle flow simulation with valve motion 
 
 
(b) Step 2: Data sampling at hole outlets 
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(c) Step 3: Spray simulation 
 
Fig. 4.1 Procedure of inner nozzle flow and spray simulation. Step 1 is inner nozzle flow simulation 
using VOF method with valve motion. Step 2 is definition of parcel inlet condition from inner flow 
simulation results at hole outlets. Step 3 is spray simulation using DDM. 
 
 
 
 
 
 
Fig. 4.2 Schematic image of sampling method in Step 2. Velocity and liquid volume fraction (xj) at 
hole outlet are sampled inside the circle of radius R defined by Eq. (4-16). Parcel physical values (Xj) 
at injection points are defined by Eq. (4-15). 
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Fig. 4.3 Experimental apparatus of measuring valve motion. 
 
 
 
 
Fig. 4.4 Valve motion profiles (lift and offset) versus time after electrical start of injection. 
 
 
Table 4.1 Fuel and air properties 
 
 
n-heptane
(liquid)
Density 678 kg/m3 ( l,0)
Viscosity 3.92×10-4 Pa·s
n-heptane
(vapor)
Density Ideal gas
Viscosity 1.01×10-4 Pa·s
Air (gas)
Density 1.18 kg/m3
Viscosity 1.86×10-5 Pa·s
Temperature 298 K
Saturation pressure 6102 Pa
Surface tension 0.02 N/m
Contact angle p/2 rad.
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4.3 解析手法の検証 
解析結果の妥当性を検証するため，噴霧外観，噴霧の断層，液相のペネトレーションにつ
いて，実験結果と比較した．実験における弁偏心の有無の測定は困難なために弁偏心の有無
は不明であるが，解析は弁偏心無しの弁挙動を用いた．実験では解析と同条件で静止流体中
に噴射した噴霧を測定した． 
まず噴霧解析に用いるメッシュの格子幅と，噴射されるパーセル数が噴霧解析に与える影
響を確認するため，液相のペネトレーションを比較した結果を図 4.5に示す．本研究では，ペ
ネトレーションはインジェクタ先端から液相噴霧の先端までの噴射方向長さであると定義し
た．実験では図 4.5 (a)のように噴霧撮影画像を二値化して二次元的にインジェクタ先端から
噴霧先端までの距離を測定した後，各噴霧の質量中心位置を用いて三次元空間の距離に修正
している．ここで，Hole 1 からの噴霧を Plume 1，Hole 2 からの噴霧を Plume 2 のように，噴
孔番号と対応するように各噴霧名を定義している．解析では，任意の時間における噴射量の
98%が到達した位置を液相噴霧の先端としてペネトレーションを算出している．98%とした理
由は，解析誤差によって過剰な速度で飛散するパーセルが存在する場合に，ペネトレーショ
ンとして考慮しないようにするためである．図 4.5 (b)はパーセル数を 100000 とし格子幅を
0.5 mm, 1.0 mm, 2.0 mmと変更，(c)は格子幅を 0.5 mmとしパーセル数を 50000, 100000, 200000
と変更して検討した結果である．格子幅が大きいほど数値拡散によって速度が低下してしま
うために，ペネトレーションは短くなる傾向を示しており，0.5 mmで実験結果と良く一致し
た．一方，パーセル数の影響は小さかった．以上から，本研究では格子幅は 0.5 mm，噴射す
るパーセル数は 100000とした． 
噴霧外観を撮影した画像と噴霧解析結果を比較したものを図 4.6 に示す．噴霧は解析と同
様に静止流体中に噴射するものとし，インジェクタへの通電開始から 1.0 ms 後に撮影した．
(a)は+ y 側，(b)は+ x 側から見た噴霧外観，(c)は+ x 側から長距離顕微鏡を用いてインジェク
タ先端を拡大撮影したものである．解析ではパーセルの大きさを粒径，パーセルの色を噴孔
番号として表している．図 4.6 (a), (b)より実験と解析の噴霧外観を比較すると，噴霧角度や各
噴孔の噴霧の噴射方向，噴霧の到達位置はよく一致していることが確認できる．図 4.6 (c)の
インジェクタ先端近傍では，パーセルの個数が少ないために噴霧間の隙間が大きいが，噴孔
直下で噴霧される方向は一致している． 
図 4.7 は噴霧の断層から各噴孔の噴霧の質量中心位置を算出した結果である．実験ではシ
ートレーザーを用いてインジェクタの先端の 30 mm下の噴霧の断層を可視化し，撮影画像の
輝度の大きさと燃料量が比例すると仮定して，質量中心位置を算出している．解析ではイン
ジェクタ先端の 29.5 mmから 30.5 mmの間に含まれるパーセルを，十分なデータ数を得るた
めに 0.02 ms 毎に抽出し，通電開始後 1.0 ms から 1.5 ms までの間に抽出された全パーセルの
質量中心位置を算出している．結果として図 4.7 (a)に示すように，解析による噴霧の断層か
ら，質量中心位置が得られる．図 4.7 (b)は実験と解析の比較であり，Plume 3, 4, 5 は良く一致
している．Plume 1, 2, 6 はやや- y 方向に寄る傾向が見られた．各質量中心の平均誤差は 2.0 
mm程度であった． 
図 4.8 は各噴孔の液相のペネトレーションを比較したものである．実験と解析を比較する
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と，開弁直後から 0.4 ms あたりまでリフト量が小さいためにペネトレーションの伸びが遅れ
る挙動が捉えられており，開弁に伴うグラフの立ち上がりは良く一致している．ノズル内部
流の解析で弁挙動を考慮することで，噴霧の噴射速度の変化を精度良く予測できていること
が分かる．さらに，噴射途中からペネトレーションの伸びが減衰している様子も一致してい
る．以上より，本研究のノズル内部から噴霧までの一貫解析では，各噴孔の流量や噴霧形状
の定性的な傾向は捉えており，弁偏心によるノズル内部流動と噴霧形状の変化の検討には使
用できると考えられる． 
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(a) 
 
 
(b) 
 
 
(c) 
 
Fig. 4.5 (a) Measured image and binarized image of spray in measuring liquid penetration. Liquid 
penetration is defined by distance between injector tip and plume tip. Effects of (b) grid size and (c) 
the number of parcels are validated by comparing measured liquid penetration of Plume 1. The results 
shows that penetration becomes shorter when the coase grids are used. Grid size of 0.5 mm and the 
number of 100000 parcels are applied in this study.  
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(a) 
 
 
(b) 
 
 
(c) 
 
Fig. 4.6 Comparison of simulated spray behavior images with measured one at 1.0 ms. (a) Front 
view, (b) side view of macroscopic spray behavior, and (c) enlarged view around injector tip. 
Simulated spray shape agrees well with measured one. 
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(a) 
 
 
(b) 
 
Fig. 4.7 (a) Simulated footprint of spray and centers of mass. (b) Comparison of simulated centers of 
mass with measured ones. Simulated center of mass is defined in a region where thickness is 1.0 mm 
and distance below injector tip is 29.5 mm. Simulation results quantatively agree well with measured 
ones.  
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(a) 
 
 
(b) 
 
Fig. 4.8 Comparison of simulated liquid penetration measured ones; (a) Plume 2 and 6, and (b) Plume 
3 and 5. Gradients of lines agree well with the measured ones. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
0.0
20.0
40.0
60.0
80.0
100.0
0.0 0.5 1.0 1.5 2.0
L
iq
u
id
 p
e
n
e
tr
a
ti
o
n
 [
m
m
]
Time [ms]
Experiment
Plume 2
Plume 6
0.0
20.0
40.0
60.0
80.0
100.0
0.0 0.5 1.0 1.5 2.0
L
iq
u
id
 p
e
n
e
tr
a
ti
o
n
 [
m
m
]
Time [ms]
Experiment
Plume 3
Plume 5
 83 
4.4 解析結果と考察 
4.4.1 ノズル内部流動への影響 
本節では弁偏心の有無や，偏心方向，偏心量が，インジェクタノズル内の流動と，噴霧の
噴射方向，液相のペネトレーションに及ぼす影響について検討した．本項ではまずノズル内
の流動について検討した結果を示す． 
弁偏心による流量の変化を確認するため，図 4.9 では弁偏心の有無における流量変化を比
較した．横軸は時間，縦軸は流入境界で取得した流量 Qを，弁偏心無しにおける 0.6 ms から
1.0 ms までの流量の平均値 Q0で無次元化した値である．弁偏心した場合，開弁終了時(~ 0.5 
ms)や閉弁開始時(1.0 ms ~)にはシート部近傍で狭小部が生じるために圧力損失が増加して流
量がやや小さくなっているものの，定量的には弁挙動の影響は小さい．これは弁偏心した場
合でも流量に影響が大きいシート部の最小流路断面積は変わらないためである． 
上記のように弁偏心による流量への影響は小さいが，流路形状は変化するため，ノズル内
部流動は影響されると推測される．そこで，図 4.10 に示す yz断面における速度分布と，噴孔
近傍の A-A断面における速度ベクトルから流れ場について検討した．図は通電開始後 0.8 ms
の結果である．A-A 断面で示すように，(a)の弁偏心無しの場合は sac 近傍で非定常な流れが
見られたが，(b)の+ x 方向や(c)の+ y 方向の弁偏心では，実線矢印で示すように，常に弁偏心
方向に向かう流れが見られた．これは，弁が偏心することで弁偏心側のシート部が狭くなり
噴孔へのシート側からの流れ込みが減少したため，sac 側から燃料を供給すべく噴孔上流に一
定の流れが生じたと考えられる．yz 断面の速度分布からも，噴孔上流の流れの変化により，
噴孔内の高速領域の形状や，はく離の程度が変化している様子が確認できる． 
 
 
 
 
 
Fig. 4.9 Flow rate with and without valve offset directions. Changes of flow rate with different valve 
offsets are similar over time.  
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(a) Wituout offset 
 
 
(b) +x, 12% 
 
 
(c) + y, 12% 
 
Fig. 4.10 Velocity distribution near Hole 1 and Hole 4 in yz-plane and velocity vectors of A-A cross 
section at 0.8 ms: (a) without valve offset, (b) valve offset of 12% displacement in + x axis direction, 
and (c) + y axis direction. Solid line arrows indicates flow directions toward valve offset. 
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4.4.2 噴霧の噴射方向への影響 
弁偏心による噴孔内流れ場の変化が，噴霧形状に与える影響を検討した．本研究では噴霧
形状の主要な構成要素として噴射方向とペネトレーションに関して検討を行った．本項で噴
射方向，次項でペネトレーションの検討結果について述べる． 
インジェクタ先端側（+ z 側）から見た噴霧の解析結果を図 4.11に示す．図中の矢印は弁偏
心無しの噴孔ごとの噴霧と比較した噴射方向の変化を示しており，いずれの解析ケースでも
噴霧が弁偏心方向の逆向きとなる傾向が見られた．噴霧全体の形状を見ると，± y 方向の弁
偏心では yz 面に対する噴霧の対称性が向上しており，+ x 方向の弁偏心では対称性が低下し
ている．+ y 方向に弁偏心した場合，図 4.10 (c)に示したように，噴孔上流において yz面に平
行な流れが生じて流れ場が安定するため，yz 面に対する噴霧の対称性が改善したと考えられ
る．+ x方向の弁偏心では，図 4.10 (b)に示したように，yz 面を横切る方向の流れが生じたこ
とで，各噴孔への流入量や流入方向に偏りが生じ，噴霧の対称性が低下したと考えられる． 
弁偏心した場合に噴霧の噴射方向が弁偏心と逆向きに変化する理由について，図 4.12 に示
した Hole 1の断面の速度ベクトルを用いて説明する．(a)の弁偏心無しの条件では，実線矢印
で示すように，シート側と sac 側からの速度ベクトルが噴孔入口の中心部で干渉した後に流
入しており，噴孔軸に垂直な速度を低減している．一方で，(b)の+ y 方向の弁偏心では，シー
ト側からの流入と比較して sac 側からの流入が広い領域を占めており，噴孔軸に垂直な速度
が十分低減されず，sac側からの流れが噴孔側壁に衝突している．その結果，B’-B’断面の速度
ベクトルで示すように壁面に沿った渦流れが生じている．弁偏心方向と反対側（sac 側）に向
かう壁面に沿った速度の大きい流れ（図中の点線矢印）により，噴霧が弁偏心とは逆方向に
噴射されたと推測される．このように，噴孔上流で弁偏心方向に向かう流れが生じ，噴孔へ
の流れ込みが変化したことで，噴射方向が変化していることが分かった．噴射方向の変化は
噴孔の長さにも依存すると考えられ，今後更なる検討が必要である． 
 各噴孔の噴霧の噴射方向の変化をより詳細に検討するため，各噴霧の質量中心位置が噴射
方向を表しているとして，弁偏心の有無における質量中心位置を比較した．図 4.13は弁偏心
ありの質量中心座標(xc, yc)から，弁偏心無しの質量中心座標(xc0, yc0)の差をとった値をプロッ
トしており，弁偏芯なしに対する質量中心位置の変化量と変化した方向を表している．横軸
は x 座標値の差，縦軸は y 座標値の差である．図から，+ x の弁偏心では- x 側，+ y の弁偏心
では- y 側，- y の弁偏心では+ y 側に質量中心位置がずれる傾向であった．つまり図 4.11 と同
様に，各噴霧の噴射方向は弁偏心方向と逆方向に変化している．+ x 方向の 6%と 12%の結果
を比較すると，12%の結果では質量中心位置の変化が大きいことから，弁偏心量が大きいほど
噴射方向の変化は大きいことが分かる．また，噴孔傾斜角度の大きい噴孔の噴霧である Plume 
3や Plume 5 のずれが大きかった． 
図 4.7 (a)のように平面の噴霧断層から質量中心座標値を定義する場合，噴孔傾斜角度が大
きいほど噴射点と噴霧断層までの距離が長くなり，結果として(xc0, yc0)と(xc, yc)の差が大きく
なる．よって図 4.13の比較では質量中心位置の変化方向や，同じ噴孔からの噴霧同士の比較
はできるが，異なる噴孔傾斜角度の噴孔からの噴霧間の単純な比較は厳密ではない．そこで，
噴孔傾斜角度の影響を検討するため，弁偏心の有無による噴射方向の変化角度を比較した． 
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図 4.14 (a)は噴射方向の変化角度について説明する模式図である．インジェクタ先端から
噴霧の質量中心位置に向かう方向を噴射方向とし，弁偏心の有無で同一噴孔からの噴霧の噴
射方向がなす角をと定義した．各噴孔の噴霧ごとにを算出し，Plume 1, 2, 6 ( ≤ 27°)と Plume 
3, 4, 5 (27° <  ≤ 44°)の平均値を図 4.14 (b)に示している．+ x方向の弁偏心の 6%と 12%の結果
を比較すると，偏心量が大きいほど Plume 3, 4, 5のは大きくなっているが，Plume 1, 2, 6で
は変化は小さいことが分かる．次に，Plume 3, 4, 5 と Plume 1, 2, 6 の各グラフを比較すると，
弁偏心の条件によらず，Plume 3, 4, 5 のの方が大きい．噴孔への流入速度が大きいシート側
（図 4.10の A-A断面を参照）において流入角が小さい噴孔(Hole 3, 4, 5)では，図 4.12で示し
たメカニズムにより，シート側からの速度の大きい流れが噴孔側壁に衝突しやすく，噴射方
向の変化が大きかったと考えられる．  
次に，図 4.14 (b)の各弁偏心方向（+ x, ± yの 12%）を比較すると，Plume 1, 2, 6 では+ y 方
向のが大きく，Plume 3, 4, 5 では- y 方向が大きい．つまり，弁偏心方向に位置する噴孔の噴
霧はが大きい．これは弁偏心によって弁偏心方向に位置する噴孔へは sac 側からの流れ込み
が増加したことで噴射方向が変化したためと考えられる． 
以上から，弁偏心が生じた場合，噴孔傾斜角度が大きく，弁偏心方向に位置する噴孔ほど
噴霧の噴射方向は変化しやすいことが分かった．噴孔傾斜が大きい噴孔が位置する方向では
弁偏心量が小さくなるよう弁挙動を制御できれば，噴射方向の制御を高精度化することが可
能であると考えられる． 
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(a) Valve offset of + x directions 
 
 
(b) Valve offset of ± y directions 
 
Fig. 4.11 Top view of spray shapes simulated with (a) + x and (b) ± y offset at 0.8 ms. Solid line 
arrows show the changes of spray directions due to valve offset. Some of the spray plumes move to 
opposite direction of valve offset. In ± y valve offset, more symmetrical spray shapes are formed in yz-
plane than without valve offset. 
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(a) Without offset                         
 
 
(b) + y, 12% 
 
Fig. 4.12 Velocity vectors of inner nozzle and nozzle outlet around Hole 1 at 0.8 ms; (a) without offset, 
and (b) with + y offset. Vortices are generated by inflow from the sac side. Velocity vectors in a hole 
outlet B’-B’ show flow directions in the opposite direction to valve offset with high velocity, as shown 
by dashed arrows. 
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(a) + x, 6% and 12% 
 
 
(b) ± y, 12% 
 
Fig. 4.13 Difference of spray-plume center of mass with valve offset (xc0, yc0) and without valve offset 
(xc, yc). (a) Comparison of + x valve offset of 6% and 12% displacement. (b) Comparison of ± y valve 
offset. Plots with larger offset displacement show larger shifts in center of mass, especially in Plume 3 
and Plume 5. 
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(a) 
 
 
(b) 
 
Fig. 4.14 (a) Schematic definition of angle for change of plume-center trajectory. (b) Comparison of 
averaged  for Plumes 1, 2, and 6, and Plumes 3, 4, and 5.  with + x offset of 12% becomes larger 
than that of 6%.  is large when the plumes are sprayed from the holes located in the valve offset 
direction; in Plume 1, 2, and 6,  with + y of 12% is the largest, and in Plume 3, 4, and 5, - y of 12% is 
the largest. 
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4.4.3 液相のペネトレーションへの影響 
4.4.2項より弁偏心方向と偏心量に加えて，噴孔傾斜角度の大きさも噴射方向に影響するこ
とが明らかとなった．そこでペネトレーションに関しても噴孔傾斜角度の影響を検討するた
め，噴孔傾斜角度の異なる噴孔の噴霧として Plume 5 と Plume 6 に着目した．図 4.15 に液相
のペネトレーションの解析結果を示す．噴孔傾斜角度の小さい Plume 6 ではペネトレーショ
ンの変化が見られたが，噴孔傾斜角度の大きい Plume 5 ではほとんど見られなかった．また，
弁偏心量が大きい方がペネトレーションの変化は大きかった． 
噴孔傾斜角度の大きさによりペネトレーションが変化するメカニズムを検討するため，図
4.16 に噴孔出口で噴射されるパーセルの速度のヒストグラムを示す．縦軸は噴射されるパー
セルの頻度，横軸は噴孔出口面に垂直な速度であり，速度のデータ区間を 5 m/s ごととしてい
る．図から，Plume 5 では弁偏心してもヒストグラムの差が小さいことから，ペネトレーショ
ンにほとんど差が生じなかったと考えられる．一方，Plume 6 では弁偏心によってヒストグラ
ムに Plume 5 よりも大きい差が生じた．弁偏心無しの条件と比較してペネトレーションの短
い+ x 方向の弁偏心では，頻度が最大となる速度は 130 m/s と大きいが，100 m/s から 125 m/s
の頻度は低い．ペネトレーションの長い+ y方向の弁偏心では，頻度が最大となる速度は 115 
m/s と小さいものの，100 m/s から 125 m/s の頻度は高い．このことから，噴射される速度の
大きいパーセルが多いとペネトレーションは長く，速度の大きいパーセルが少ないとペネト
レーションは短くなっていることが分かる．図 4.15 を見ると，いずれのグラフも噴射初期の
挙動はほとんど同じだが，Plume 6 の+ x や- y 方向の弁偏心では 0.7 ms あたりからグラフの傾
きが小さく，噴霧の速度が減衰していることが分かる．噴射される速度の大きいパーセルが
少ないほど，噴霧中の速度の大きいパーセルは疎に存在することになり，速度の大きいパー
セルが誘起する気相速度が他のパーセルに与える影響は小さくなる．よって，式(4-9)の気相
の速度 ugが小さくなって抵抗が増加し，その結果，パーセルの速度が減衰していると考えら
れる． 
Plume 6で図 4.16のようなヒストグラムとなった理由について，図 4.17に示す Hole 6断面
の速度の等高線図から考察した．(a)の弁偏心無しと比較して，(b)の+ x 方向の弁偏心では，
sac 側からのはく離が大きくなっており，結果として 130 m/s 以上の領域は広いものの，100 
m/s から 125 m/s の領域が狭い．一方で，(c)の+ y 方向の弁偏心では，はく離が小さくなって
おり，100 m/s 以上の速度の大きい領域が広いことが分かる．はく離の大きさは，弁偏心によ
って生じた噴孔上流の流れによって，流入角の小さい位置から流れ込んでいるかどうかで決
定される．各噴孔の傾斜方向と合わせて弁偏心方向を制御することで，ペネトレーションの
変化を抑制することが可能であると言える． 
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(a) + x, Plume 5 
 
 
(b) + x, Plume 6 
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(c) ± y, Plume 5 
 
 
(d) ± y, Plume 6 
 
Fig. 4.15 Comparison between liquid penetration of Plume 5 and Plume 6 for + x and ± y valve offset. 
Plume 6 injected from the hole of large drill angle shows change in penetration length. 
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(a) Plume 5 
 
 
(b) Plume 6 
 
Fig. 4.16 Comparison of histograms for inlet parcel velocity perpendicular to hole outlet: (a) Plume 5 
and (b) Plume 6. While histograms for Plume 5 is similar, those for Plume 6 showed differences in 
frequency of high velocity parcels (more than 100 m/s). It is found that the liquid penetration length 
depends on the number of parcels of high velocity. 
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(a) Without offset    (b) + x, 12% 
 
 
(c) + y, 12% 
 
Fig. 4.17 Comparison of velocity contours in Hole 6 (a) without offset, (b)with + x valve offset, and 
(c) + y valve offset at 12% displacement. Large velocity area at hole outlet changes due to flow 
separation on sac side. 
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4.5 結言 
ガソリン直噴エンジンで PM 発生量を低減するには，燃料インジェクタによる噴霧形状の
制御が重要である．噴霧形状へ影響を及ぼす要因として弁偏心が挙げられるが，弁偏心の測
定は困難であることから，弁偏心と噴霧形状の相関は明らかにされていなかった．そこで本
研究では，弁偏心を考慮したインジェクタノズル内の燃料流動から噴霧までの一貫解析手法
を構築し，弁偏心の方向や偏心量が，ノズル内の流動や噴霧形状へ及ぼす影響について明ら
かにした．得られた主な結果は以下の通りである． 
 
(1) 解析手法を検証し，噴霧の外観，噴霧断層の質量中心位置と液相のペネトレーションが
良く一致することを確認した．特に，開閉弁挙動を考慮したノズル内流動解析により，開
弁直後から 0.4 ms あたりまでリフト量が小さいためにペネトレーションの伸びが遅れる挙
動を捉えることができた． 
 
(2) VOF法による弁偏心を伴うインジェクタ内部の流動解析により，弁が偏心することで弁
偏心側のシート部が狭くなるために，シート側から噴孔への流れ込みが減少し，sac 側から
燃料を供給すべく噴孔上流の sac 近傍で弁偏心方向に向かう流れが生じていることが明ら
かとなった．これにより，各噴孔への流れ込みが変化し，噴孔内ではく離の程度が変化し
ている． 
 
(3) 弁偏心により生じる噴孔上流の流れによって噴孔への流れ込みが変化した結果，噴孔内
部で弁偏心無しの条件とは異なる渦流れが生じ，噴射方向が弁偏心方向と逆方向に変化し
ていることが明らかとなった．噴射方向は噴孔長さにも依存すると考えられ，今後更なる
検討が必要である． 
 
(4) 噴霧断層の質量中心位置を用いて噴射方向への影響について検討した．弁偏心が生じた
場合，弁偏心量が大きく，噴孔傾斜角度が大きく，弁偏心側に位置する噴孔の噴霧ほど，質
量中心位置のずれは大きくなる傾向が見られた．噴孔傾斜角度が大きい噴孔が配置されて
いる方向には弁偏心量が小さくなるように弁挙動を制御できれば，噴射方向の制御の高精
度化が可能であると考えられる． 
 
(5) 弁偏心の有無における液相のペネトレーションを比較した．弁偏心により噴孔内ではく
離が生じ，噴孔出口の速度分布が変化した結果，噴孔傾斜角度の小さい噴孔ではペネトレ
ーションの変化が見られた．噴孔内のはく離が小さいほど噴射速度の大きい液滴（パーセ
ル）が多くなり，ペネトレーションが長くなる傾向が見られた．各噴孔の傾斜方向と合わせ
て弁偏心方向を制御することで，ペネトレーションの変化を抑制することが可能であると
言える． 
 
以上より，弁偏心によってノズル内部流が変化し，偏心方向，偏心距離，噴孔傾斜角度に依
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存して噴霧形状が変化していることが明らかとなった．インジェクタのノズルの非対称性や
設計時の公差を考えると，弁偏心を完全に回避することは難しい．弁偏心のしやすさや，弁
偏心量を，弁体周りやノズル流路形状の設計により制御し，噴霧形状が想定の範囲で形成さ
れるようにインジェクタを設計することが重要である．  
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第５章 
結論 
 
 
 
5.1 第 2章の結論 
熱交換器性能のさらなる向上のために，冷媒分配器の分配特性や配管内の流動形態の把握
が求められている．第 2 章では気液二相流解析による冷媒分配器の分配特性の評価手法を提
案した．本手法は，Volume of Fluid method (VOF 法)の課題である気液界面での数値拡散によ
る液膜の消失に対し，解析モデルを分割し，分割した流入境界において液膜分布と流量を補
正することで，実用的な計算コストで高精度に分配特性の評価を可能にした．本手法を用い
て，上流配管（曲がり管）が，下流に設置された冷媒分配器の分配特性に及ぼす影響につい
て検討した．解析結果は水-空気実験の結果と比較し，解析手法の妥当性を検証した．以下に
得られた結論を示す． 
 
(1) 水-空気実験により，曲がり管内の環状流の様子を確認した．曲がり管の曲がり方向に
対して液膜の偏りが生じている様子が確認できた．これは曲がり管による遠心力と，重力
の影響であると考えられる．また，実験と同様に，解析でも遠心力と重力の影響で液膜厚
さが偏る様子が確認できた． 
 
(2) 曲がり管内で消失した液相を，分配器の流入境界において，液相の偏りを考慮した補正
を行うことで液膜の消失を低減した．これにより流れの分配後，分配器下側（重力方向）
の液膜が厚くなる現象が再現できた．しかし，分配器上部に気相のみの乾いた領域ができ，
実験の流れ場と差異が生じた．この問題に対しては，分配器流入境界における膜厚および
速度が適切ではないことに起因すると考えられ，液膜補正時により適切な液相と気相の面
積比とすることで改善できると考えられる． 
 
(3) 数値解析と水-空気実験の分配比率・乾き度の比較から，液膜分布の補正を行うことで
定性的に実験と一致することが確認された．熱交換器の多パス化の際に重要な課題である
液相の分配予測精度は最大誤差 4%程度であり，定量的な妥当性も確認された． 
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以上から，本研究で提案した手法により分配器上流の配管の影響を含めた分配特性の評価が
可能となった．これにより，分配器上流の配管形状が分配特性に及ぼす影響の検討が容易と
なる．さらに，本手法は複数の分岐を持つ多パス分配器や，ラジエータなどに使用されるヘ
ッダ管の分配特性も検討可能であり，今後のさらなる製品開発における活用を検討していく． 
 
 
 
5.2 第 3章の結論 
ポート噴射ガソリンエンジンでは燃焼効率の改善のために，粒径の小さい燃料噴霧が必要
である．第 3 章では燃料の微粒化と噴霧形状制御の両立を可能とする多孔スワールインジェ
クタの開発に関して，実験による噴霧の可視化，平均粒径の測定，および数値解析によるイ
ンジェクタ先端のノズル内流動の検討により，多孔スワールインジェクタ特有の噴霧の微粒
化現象を明らかにした．さらに，これらの知見を基に，数値解析と粒径予測式を用いて噴霧
の平均粒径を簡易に算出する手法を提案した．以下に得られた結論を示す． 
 
(1) スワールインジェクタを多孔化すると，噴霧同士の干渉が生じる．燃料が液膜の状態で
干渉した場合は Sauter Mean Diameter (ザウター平均粒径，SMD)が悪化する．一方で燃料が
液滴の状態で干渉した場合は，本研究の実験条件では SMDの変化は小さい．これは，噴霧
中の液膜が衝突した場合は合体して大きな液滴が生成されるが，液滴の状態で噴霧が干渉
した場合は，液滴が衝突しても液滴同士が結合したままになりにくく，粒径への影響が小
さかったためである． 
 
(2) インジェクタ先端におけるノズル内部の気液二相流の数値解析を実施し，ノズル内部流
れの観点から，スワールインジェクタの多孔化が粒径に与える影響について検討した．解
析結果から，局所的な旋回速度が膜厚形成に影響していること，また，多孔化すると噴射
差圧によらず液膜厚さが薄くなっていることが明らかとなった．これは多孔化によって各
孔あたりの流量が低下したことが原因である．噴霧が液滴で干渉している場合は，この影
響により，単孔よりも多孔スワールインジェクタの SMDが小さくなることが分かった． 
 
(3) 円錐状の噴霧における液膜の分裂長さを考慮した粒径算出手法を構築した．算出結果と
実験結果を比較すると，多孔の低圧側では解析結果と実験結果の差異が大きいが，単孔の
場合，および多孔の高圧側（噴霧が液滴状態で干渉する場合）においては粒径の算出値は
SMDの測定結果とよく一致した．これは液膜の合体の影響を粒径算出手法では考慮してい
ないためである．よって本研究の粒径算出手法は液膜干渉をしていない場合は SMDを予測
可能であることが分かった． 
 
製品としての多孔スワールインジェクタの開発においては噴霧の粒径が重要な指標となる．
本研究の結果から，粒径の小さい噴霧を得るためには，噴霧の液膜干渉は避けるべきである
ことが明らかとなった．本研究で提案した粒径算出手法は液膜干渉を考慮していないが，実
際には液膜干渉をさせないことを前提として噴射条件やノズル形状の最適化を実施すること
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になるため，提案した手法は製品開発において十分利用できるものである． 
 
 
 
5.3 第 4章の結論 
ガソリン直噴エンジンで Particulate Matter (PM)発生量を低減するには，燃料インジェクタ
による噴霧形状の制御が重要である．噴霧形状へ影響を及ぼす要因として弁偏心が挙げられ
るが，弁偏心の測定は困難であることから，弁偏心と噴霧形状の相関は明らかにされていな
かった．第 4 章では，弁偏心を考慮したインジェクタノズル内の燃料流動から噴霧までの一
貫解析手法を構築し，弁偏心の方向や偏心量が，ノズル内の流動や噴霧形状へ及ぼす影響に
ついて数値解析により明らかにした．以下に得られた結論を示す． 
 
(1) ノズル内から噴霧までの一貫解析手法を検証した．噴霧の外観，噴霧断層の質量中心位
置と液相のペネトレーションが実験と解析で良く一致することを確認した．特に，開閉弁
挙動を考慮したノズル内流動解析により，開弁直後から 0.4 ms あたりまでリフト量が小さ
いためにペネトレーションの伸びが遅れる挙動を精度良く捉えることができた． 
 
(2) VOF法による弁偏心を伴うインジェクタ内部の流動解析により，弁が偏心することで弁
偏心側のシート部が狭くなるために，シート側から噴孔への流れ込みが減少し，sac 側から
燃料を供給すべく噴孔上流の sac 近傍で弁偏心方向に向かう流れが生じていることが明ら
かとなった．これにより，各噴孔への流れ込みが変化し，噴孔内ではく離の程度が変化し
ている． 
 
(3) 弁偏心により生じる噴孔上流の流れによって噴孔への流れ込みが変化した結果，噴孔内
部で弁偏心が無い場合とは異なる渦流れが生じ，噴射方向が弁偏心方向と逆方向に変化し
ていることが明らかとなった．噴射方向は噴孔長さにも依存すると考えられ，今後更なる
検討が必要である． 
 
(4) 噴霧断層の質量中心位置から噴射方向への影響について検討した．弁偏心が生じた場合，
弁偏心量が大きく，噴孔傾斜角度が大きく，弁偏心側に位置する噴孔の噴霧ほど，質量中心
位置のずれは大きくなる傾向が見られた．噴孔傾斜角度が大きい噴孔が配置されている方
向には弁偏心量が小さくなるように弁挙動を制御できれば，噴射方向の制御の高精度化が
可能であると考えられる． 
 
(5) 弁偏心の有無における液相のペネトレーションを比較した．弁偏心により噴孔内ではく
離が生じ，噴孔出口の速度分布が変化した結果，噴孔傾斜角度の小さい噴孔ではペネトレ
ーションの変化が見られた．噴孔内のはく離が小さいほど噴射速度の大きい液滴（パーセ
ル）が多くなり，ペネトレーションが長くなる傾向が見られた．各噴孔の傾斜方向と合わせ
て弁偏心方向を制御することで，ペネトレーションの変化を抑制することが可能であると
言える． 
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以上より，弁偏心によってノズル内部流が変化し，偏心方向，偏心距離，噴孔傾斜角度に依
存して噴霧形状が変化していることが明らかとなった．インジェクタのノズルの非対称性や
設計時の公差を考えると，弁偏心を完全に回避することは難しい．弁偏心のしやすさや，弁
偏心量を，弁体回りやノズル流路形状の設計により制御し，噴霧形状が想定の範囲で形成さ
れるようにインジェクタを設計することが重要である．  
 
 
 
5.4 本研究の結論 
本研究は，気液二相流解析を製品開発で活用していくために，低い解析コストで高精度な
流れ場現象の予測を可能とする気液二相流解析手法を構築することを目的としている．本論
文の第 2 章から第 4 章では，気液二相流を伴う工業製品の個別の課題に応じて，各製品の課
題（または数値解析で評価したい性能）に焦点を当てることで解析コストの低減と予測精度
の向上を両立した解析手法を提案した．提案手法は適用可能な物理現象や製品は限定される
ものの，パラメータサーベイや製品性能の評価は十分可能であり，製品の研究開発だけでな
く設計業務においても活用できる．実際に冷媒分配器や自動車用インジェクタの製品開発に
活用され，製品性能の向上に貢献している．本研究で得られた知見や解析手法は，工業用プ
ラント配管内の流動や自動車以外の噴射ノズル（例えば，航空機用の燃料噴射ノズルや，塗
布用のノズル，金属粉末を製造するためのアトマイザ装置）など，他製品への展開も可能で
あり，今後さらなる産業界への貢献が期待される． 
 
 
 
5.5 今後の課題 
以下に本研究における今後の課題について示す． 
 
・気相，乾き度予測の高精度化（第 2章） 
 本研究では液膜補正時の液膜面積は上流配管の流入境界の液膜面積と同一としたが，実際
には管路内の流れにより液相の流速が変化するため，液膜厚さも変化していると考えられる．
解析モデルの分割箇所に応じて適切な液膜面積（もしくは液相速度）を予測できれば，より
高精度に気相の分配比率や乾き度を算出できると考えられる． 
 
・液膜干渉を考慮した粒径予測手法の提案（第 3章） 
 本研究では液膜での噴霧干渉を考慮しない粒径予測手法を提案した．噴霧角から液膜の合
一を考慮し，合一した液膜の厚さを用いて粒径を計算することで，噴霧が液膜で干渉した場
合の粒径予測も可能になると考えられる． 
 
・減圧沸騰が噴霧形状に及ぼす影響（第 4章） 
 燃料の減圧沸騰（キャビテーションやフラッシュボイリング）が発生すると噴霧形状が変
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化することが知られている．数値解析において減圧沸騰現象に起因する噴霧形状の予測が今
後の開発における大きな課題である． 
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